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El uso de materiales poliméricos para el diseño de componentes mecánicos
que durante su vida en servicio pueden ser susceptibles de estar sometidos
a cargas dinámicas y de impacto, ha sufrido un incremento en las últimas
décadas debido, entre otros, a la resistencia al impacto que presentan este tipo
de materiales, frente a otros de mayor peso y coste. En esta Tesis Doctoral se
presenta un modelo de daño capaz de predecir y reproducir la transición en el
modo de fallo que se produce en algunos de estos materiales.
El modelo de daño propuesto es independiente del modelo constitutivo, y
considera la competencia entre dos modos de fallo que actúan simultáneamente:
uno frágil y otro dúctil. El criterio de fallo frágil se ha formulado de forma local
y está basado en la tensión principal máxima que se alcanza en el material,
estableciéndose la fractura del mismo en el instante en que dicha tensión prin-
cipal máxima alcanza un valor crítico, el cual se considera dependiente de la
velocidad de deformación. Por otro lado, el criterio de fallo dúctil establece la
degradación del material en función de su densidad de energía de deformación,
permitiendo considerar un daño dúctil progresivo en el material. Este modelo
de daño se ha implementado mediante una subrutina de usuario en un código
comercial de Elementos Finitos.
La verificación del modelo de daño propuesto se ha realizado utilizando
como polímero de referencia el Policarbonato, ya que recoge la transición en
el modo de fallo de forma natural en condiciones normales de presión y tem-
peratura. Para ello, se ha llevado a cabo una amplia campaña experimental
que incluye ensayos de caracterización y ensayos de validación que permi-
ten contrastar las predicciones numéricas con su correspondiente resultado
experimental, obteniéndose una buena correlación entre ambos. A raíz de esta
comparación de resultados, se ha realizado un análisis detallado del proceso
de transición en el modo de fallo, destacando la necesidad de implementar




The use of polymeric materials in the design of mechanical components
subjected to impact and dynamic loads, has increased in the last decades due
to their impact resistance behavior, compared to other materials with greater
weight and cost. In this PhD Thesis is presented a damage model capable of
predicting and reproducing the failure mode transition that may occurs in some
of these materials.
The proposed damage model is independent of the constitutive model, and
considers the competition between two modes of failure acting simultaneously,
one brittle and the other ductile. The criterion of brittle fracture has been
formulated locally and is based on the maximum main stress on the material,
establishing the fracture when that maximum principal stress reaches a critical
value, which is dependent on the strain rate. On the other hand, the ductile
failure criterion establishes the degradation of the material as a function of its
strain energy density, allowing a progressive ductile damage to be considered
in the material. This damage model has been implemented by means of a user
subroutine in a Finite Element code.
The verification of the proposed damage model was carried out using
Polycarbonate as reference polymer, since it naturally exhibits failure mode
transition under normal conditions of pressure and temperature. To this end,
an extensive experimental campaign has been carried out, which includes cha-
racterization tests and validation tests that allow the comparison of numerical
predictions with their corresponding experimental results, obtaining a good
correlation between both. As a result of this comparison, a detailed analysis of
the transition process in the failure mode has been performed, highlighting the
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Durante las últimas décadas, el comportamiento mecánico de materiales
poliméricos sometidos a altas velocidades de deformación ha recibido una gran
atención por parte de la comunidad científica [2, 3, 4, 5, 6]. Una de las principales
razones es la resistencia al impacto que presenta este tipo de materiales, frente
a otros de mayor peso y coste. Este hecho ha contribuido a un incremento en
su utilización para el diseño de componentes mecánicos en industrias como la
aeronáutica, la automoción, aplicaciones estructurales como paneles o tuberías,
aplicaciones ópticas y biomédicas, e incluso artículos domésticos, deportivos
y de oficina. En muchas de estas aplicaciones, estos elementos pueden estar
sometidos a cargas dinámicas y de impacto, por lo que es importante ser capaces
de predecir las condiciones de fallo y el modo de fractura. Se convierte así en
un objetivo fundamental en el estudio del fenómeno de propagación dinámica
de fisuras, el entender y anticipar el camino y la velocidad de propagación de
la misma [4].
Gran parte de las investigaciones en el campo de la dinámica de la fractura
se han centrado en analizar la propagación dinámica de fisuras bajo condiciones
de carga en modo I de deformación, debido a la mayor simplicidad de dicho
modo, así como la consideración de que bajo un modo mixto de cargas o incluso
un modo II puro, la fisura encuentra rápidamente el camino según el cual las
condiciones locales de carga son las correspondientes al modo I. Esta afirmación
es una generalización de las ideas de Erdogan y Sih [7] y de Cotterel y Rice
[8], a partir de las cuales se podría deducir que el crecimiento de fisura bajo
condiciones de deformación en modo I es el que necesita una menor cantidad
de energía.
No obstante, Broberg [9] demostró que no siempre es posible que la fisura
encuentre el camino idóneo para propagarse en modo I, ya que si el componente
está sometido a tensiones de compresión lo suficientemente elevadas, el único
camino posible para la propagación de la fisura es aquél que sigue la dirección
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de tensión de cortadura máxima, es decir, un crecimiento de ﬁsura según un
modo II de deformación. Además, postuló que, aunque experimentalmente
pudiera ser difícil, teóricamente se podría conseguir un crecimiento de ﬁsura
en modo II para todos los materiales.
En los años 1987 y 1990 Kalthoff publicó resultados experimentales [10,
11] que apoyaban la idea propuesta por Broberg. En dichos experimentos, se
estudió el modo de fallo en probetas con doble entalla fabricadas en acero
y sometidas a cargas dinámicas según un modo II de deformación. Dichas
probetas eran impactadas con un proyectil de diámetro igual a la separación
entre las dos entallas. En la Fig. 1.1 se muestra el ensayo de forma esquemática.
Figura 1.1. Ensayo experimental llevado a cabo por J. Kalthoff [10]
Los ensayos de Kalthoff mostraron que a bajas velocidades de impacto, el
mecanismo de fractura dominante era de clivaje, tal y como se observaba en
la superﬁcie de fractura, y que además, las ﬁsuras propagaban con un ángulo
de 70º con respecto al plano de la ﬁsura (ver Fig. 1.2(a)). Sin embargo, para
velocidades de impacto más elevadas, las ﬁsuras propagaban con un ángulo
mucho menor, en torno a los 10º (ver Fig. 1.2(b)), y se detenían alcanzada una
cierta distancia. En este último caso, la ﬁsura propagaba según un modo de
cortadura, pero existía una diferencia sustancial entre la conjetura de Broberg
y estos resultados experimentales: la morfología de la superﬁcie de fractura
indicaba que el proceso de fallo venía impulsado por la aparición de bandas de
cortadura.
Este fenómeno de cambio en el modo de fallo, pasando de ser un proceso
dominado por las tensiones normales, a uno dominado por las tensiones de
cortadura cuando la velocidad de deformación aumenta, se ha denominado:
transición en el modo de fallo del material. Además, debido a que se pasa de un
mecanismo de fractura frágil (clivaje en metales) a otro de tipo dúctil (bandas de
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(a) Rotura frágil (b) Rotura dúctil
Figura 1.2. Modos de fallo
cortadura), esta transición también se ha denominado: transición frágil-dúctil
en el modo de fallo.
Desde los primeros resultados experimentales publicados por Kalthoff [10],
este problema ha sido estudiado por numerosos investigadores desde un punto
de vista analítico [12], numérico [13, 14, 15, 16] y experimental [1, 17, 18, 19,
20]. El tipo de probeta utilizada en alguna de estas investigaciones diﬁere
de la presentada por Kalthoff [10], ya que se tratan de ensayos de ﬂexión en
tres puntos [20], o únicamente contiene una entalla en lugar de dos [14, 16].
Esta última diferencia en el número de entallas permite que el extremo de la
misma esté sometido a las cargas inducidas por el pulso incidente del impacto
durante una mayor duración, evitando así los efectos de las reﬂexiones de
ondas producidos por la entalla vecina [1].
Desde el punto de vista experimental, la transición en el modo de fallo
ha sido estudiada principalmente en metales, como Acero C-300 [10, 14, 19]
o Acero Martensítico 250 [16], y más recientemente se han realizado ensayos
dinámicos en polímeros como el PoliMetilMetAcrilato (PMMA) [21, 22], y
el Policarbonato (PC) [1, 18, 23]. En el caso del PMMA, la transición frágil-
dúctil en el modo de fallo sólo aparece en presencia de elevadas presiones de
conﬁnamiento, mientras que para el PC, dicha transición se recoge de forma
natural, sin necesidad de conﬁnar la probeta.
La mayoría de estos análisis se centran en la descripción del fenómeno
de transición de manera cualitativa, estudiando por ejemplo la evolución del
campo tensional y de temperaturas en el extremo de ﬁsura [1, 18], y son pocos
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los que proponen un modelo de daño que sea capaz de predecir la transición
en el modo de fallo de las probetas. Uno de los trabajos pertenecientes a este
último grupo, es el publicado por Dolinski et al. [16], en el que se propone
un modelo de daño aplicado a materiales metálicos, concretamente un Acero
Martensítico 250. Sin embargo, tal y como se ha comentado anteriormente, se ha
observado experimentalmente [1, 24] que en materiales poliméricos los modos
de fallo son semejantes a los recogidos por el modelo publicado por Dolinski et
al. [16], por lo que es plausible pensar que dicho modelo, aunque fue pensado
originalmente para metales, pueda ser adaptable también a polímeros. Dichos
modos de fallo propios de los materiales poliméricos, son consecuencia de dos
mecanismos de deformación localizada, que son el denominado crazing [25] y
las bandas adiabáticas de cortadura (ASB) [26].
La gran mayoría de modelos existentes en la literatura consideran el efecto
de las ASB a través del modelo constitutivo correspondiente, pero no consideran
un modo de fallo dúctil producido precisamente por estas bandas de cortadura.
Por el contrario, tal y como se ha comentado anteriormente, el modelo publicado
por Dolinski et al. [16], inicialmente definido para su aplicación a materiales
metálicos, sí considera la competencia directa entre un modo de fallo frágil y
otro dúctil, por lo que se podría intentar extender su aplicabilidad también a
materiales poliméricos.
1.2. Objetivos
Como se ha comentado anteriormente, el uso de polímeros en aplicaciones
estructurales sometidas a cargas impulsivas y de impacto es cada vez mayor.
Por este motivo, disponer de modelos de daño capaces de predecir el fallo de
dichos elementos estructurales es de gran importancia.
Para estudiar la posible transición que puede aparecer en el modo de fallo
de estos materiales, se va a considerar tanto el problema del impacto asimétrico
en probetas planas con entalla simple, como el de flexión dinámica en tres
puntos en probetas entalladas. El Policarbonato recoge este tipo de transición
de manera natural, sin necesidad de incorporar confinamiento, siendo por este
motivo el material considerado en esta Tesis Doctoral.
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Por todo lo anterior, el objetivo principal planteado en la presente Tesis
Doctoral es:
◦ Formular un modelo de daño que sea capaz de predecir el fallo de ma-
teriales poliméricos de uso estructural sometidos a cargas dinámicas,
recogiendo la transición en el modo de fallo como función del estado ten-
sional, velocidad de deformación y geometría de las probetas analizadas.
Para llegar a cumplir el objetivo principal planteado, es necesario abordar
una serie de objetivos secundarios que se enumeran a continuación:
◦ Plantear un modelo de daño que permita recoger la transición en el modo
de fallo.
◦ Implementar el modelo de daño formulado en el código comercial de
elementos finitos ABAQUS/Explicit v6.11.
◦ Desarrollar modelos numéricos termoviscoplásticos tridimensionales de
los problemas analizados, tanto de los ensayos de flexión dinámica en
tres puntos, como del impacto asimétrico en probetas planas con entalla
simple.
◦ Realizar ensayos experimentales de caracterización mecánica del material
empleado.
◦ Realizar ensayos dinámicos de flexión en tres puntos en Barra Hopkinson
modificada que permitan la validación del modelo de daño planteado.
◦ Analizar detalladamente el proceso de transición en el modo de fallo,
estudiando la coexistencia de los dos criterios de daño implementados y
la competencia entre ambos.
◦ Aplicar el modelo desarrollado a un caso práctico de impacto, dentro de
un campo de actual interés como es el de las protecciones personales.
1.3. Contenido y organización del documento
La presente Tesis Doctoral se ha dividido en siete capítulos, siendo este
primero donde se ha planteado la motivación de la misma y se han expuesto
los objetivos perseguidos.
El segundo capítulo contiene una breve introducción a los materiales polimé-
ricos, mostrando los modelos constitutivos más utilizados en su modelización
y detallando los diferentes modos de fractura que muestran estos materiales.
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Además, se presenta una breve revisión bibliográfica sobre el tratamiento de la
transición en el modo de fallo y los modelos de daño recogidos en la literatura
para estudiarla.
El modelo constitutivo empleado para el Policarbonato, así como el modelo
de daño propuesto en esta Tesis Doctoral, se presentan en el tercer capítulo.
En el cuarto capítulo se describen los equipos y las técnicas experimentales
empleadas en el desarrollo de la presente Tesis, detallando los ensayos de
caracterización del material realizados, los utilizados para calibrar el modelo
propuesto, y por último los ensayos de validación.
En el quinto capítulo se describe la subrutina de usuario VUMAT desarro-
llada, así como los modelos numéricos implementados para la simulación de
los ensayos de calibración y validación.
El sexto capítulo se dedica a la presentación de todos los resultados obteni-
dos. Se muestra la comparación entre los resultados numéricos y experimen-
tales, se detalla el proceso de transición en el modo de fallo que se observa
en este material, y se analiza la influencia de diferentes parámetros materiales
y geométricos en dicho proceso. Además, para mostrar la aplicabilidad del
modelo propuesto a un caso práctico, se ha incluido el análisis numérico de
una visera protectora de PC perteneciente a un casco de artificiero EOD some-
tida al impacto de un proyectil, comparando los resultados obtenidos con los
proporcionados por el fabricante.
Las conclusiones más relevantes extraídas de la Tesis Doctoral presentada,
así como algunos posibles trabajos futuros que se pueden abordar, se exponen
en el séptimo y último capítulo.
Finalmente se recogen las referencias bibliográficas más relevantes que han
sido consultadas en el desarrollo del trabajo.
1.4. Aportaciones originales
Las aportaciones más relevantes de la Tesis Doctoral se recogen en los
siguientes puntos:
◦ Se ha desarrollado un modelo de daño integrado, dividido en un criterio
local de tensiones y otro global, que recoge la competencia entre los dos
modos de fallo que presentan los materiales poliméricos, capaz de recoger
la transición que se produce en el modo de fallo. Dicho modelo recoge la
transición producida debido tanto a la velocidad de deformación como al
espesor de las probetas consideradas.
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◦ El modelo propuesto ha sido validado mediante la realización de ensayos
experimentales.
◦ Se ha analizado la transición en el modo de fallo desde un punto de vista
físico, explicando de forma razonada las condiciones que se deben dar
para producirse, atendiendo al estado tenso-deformacional del material.
◦ Se han observado numéricamente dos transiciones en el modo de fallo
del Policarbonato.
◦ Con el modelo desarrollado se ha capturado la dependencia del proceso
de transición en el modo de fallo, tanto con la velocidad de deformación,
como con el espesor.
◦ Se ha puesto de manifiesto el marcado carácter tridimensional del proble-
ma analizado, mediante modelos numéricos tridimensionales, que han
permitido captar el proceso de propagación de la fisura desde el plano de
simetría de la probeta, hacia la superficie exterior.
◦ Se ha conseguido reproducir de manera fiel un ensayo de aplicación






Modelos constitutivos y modelos de daño en
polímeros
2.1. Introducción
En este capítulo se presenta una breve introducción a los materiales poli-
méricos de uso estructural, incluyendo una breve revisión bibliográfica de los
distintos modelos constitutivos utilizados para su modelización. Además, se
introduce el concepto de fractura en polímeros y se detallan los dos tipos de
mecanismos de deformación que dan lugar al fallo en este tipo de materiales,
que son el crazing y la plastificación por cortadura o shear yielding. Por último,
se expondrá el tratamiento que han hecho diferentes autores del proceso de
transición en el modo de fallo.
2.2. Definición y clasificación de polímeros
Los polímeros son un tipo de material que cada vez está adquiriendo más
importancia tanto en la comunidad científica como en la industria, y que in-
cluyen plásticos, gomas y adhesivos. El incremento en el uso de este tipo de
materiales ha venido impulsado por diferentes factores tales como su ligereza,
bajo coste, resistencia a la corrosión y a productos químicos, baja conductividad
eléctrica y térmica, y facilidad de fabricación.
Sus aplicaciones son múltiples y muy variadas, tal y como se ha comentado
anteriormente. En la Fig. 2.1 se puede observar la situación de los materiales
poliméricos con respecto a otras familias de materiales, cuando se compara el
módulo de elasticidad frente a la densidad (Fig. 2.1(a)), y la resistencia mecánica
frente al coste (Fig. 2.1(b)) [27].
Estos materiales se caracterizan por estar formados de largas cadenas de
moléculas cuyos átomos se mantienen unidos mediante enlaces covalentes [28].
Los polímeros se fabrican mediante un proceso denominado polimerización
[29], a través del cual los monómeros (molécula que funciona como unidad
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(a) Módulo de elasticidad frente a densidad
(b) Resistencia mecánica frente a coste
Figura 2.1. Propiedades mecánicas de diferentes clases de materiales [27]
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básica) reaccionan químicamente entre sí para dar lugar a cadenas lineales,
ramiﬁcadas, reticuladas o redes tridimensionales de polímeros, tal y como se
muestra en la Fig. 2.2.
(a) Lineal (b) Ramiﬁcada
(c) Reticulada (d) Red tridimensional
Figura 2.2. Representación esquemática de los distintos tipos de estructuras molecula-
res en polímeros [30]
El proceso de polimerización determinará el tipo de polímero producido y
con ello sus propiedades.
Tipos de polímeros
Una de las formas más habituales de clasiﬁcar a los materiales poliméricos
es atendiendo a sus propiedades físicas, las cuales reﬂejan su estructura mole-
cular subyacente. Según esta distinción, los polímeros se pueden clasiﬁcar en
termoplásticos, elastómeros y termoestables [31].
Termoplásticos: los polímeros termoplásticos poseen estructuras moleculares
lineales o ramiﬁcadas, y se caracterizan principalmente por tener una gran
facilidad para ser fundidos y por lo tanto poder ser moldeados al calentar-
se. Esto hace que presenten un comportamiento elastoplástico relativamente
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dúctil. Destacan además por mostrar una alta sensibilidad a la velocidad de
deformación, y presentan una temperatura de transición vítrea, Tg , por encima
de la cual muestran un comportamiento viscoso. A su vez, los termoplásticos
pueden dividirse en cristalinos, si su estructura molecular es regular y organi-
zada, y amorfos, si se caracterizan por poseer una estructura molecular carente
de dominios de orden y cuyo principal rasgo son los entrelazamientos que
se producen entre las diferentes cadenas moleculares. Ejemplos de polímeros
termoplásticos son el Polietileno o el Policarbonato.
Elastómeros: comúnmente conocidos como cauchos o gomas, son materiales cu-
ya estructura molecular es levemente reticulada, y se les pueden aplicar grandes
deformaciones reversibles, además de poseer una temperatura de transición
vítrea relativamente baja.
Termoestables: aquellos que tienen una estructura molecular mucho más rígida,
formada por cadenas altamente reticuladas, formando complejas redes tridi-
mensionales. Se caracterizan por descomponerse químicamente de manera
irreversible al aumentar suficientemente la temperatura, no presentando tem-
peratura de transición vítrea. A diferencia de los polímeros termoplásticos, la
temperatura y la velocidad de deformación apenas influyen en su resistencia y
rigidez. Un ejemplo de polímero termoestable es la Baquelita.
2.3. Modelos constitutivos aplicables a polímeros de uso es-
tructural
A continuación se presentará una breve revisión bibliográfica de los dife-
rentes modelos constitutivos utilizados en la literatura para caracterizar a los
materiales poliméricos. Dicha revisión va a estar centrada en modelos consti-
tutivos aplicados a polímeros termoplásticos en general, ya que tal y como se
comentó anteriormente, la presente tesis doctoral se ha conformado en torno a
un polímero en concreto como es el Policarbonato, debido a que presenta una
transición en el modo de fallo de manera natural, sin necesidad de aplicarle
confinamiento.
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Comportamiento constitutivo del Policarbonato
El Policarbonato es un polímero termoplástico amorfo cuya estructura mo-
lecular consiste en un componente de bisfenol A y un grupo carbonato, tal y
como se muestra en la Fig. 2.3.
Figura 2.3. Estructura molecular del PC
El componente bisfenólico le proporciona una temperatura de transición
vítrea Tg elevada, en torno a los 150ºC, y una temperatura de fusión Tm de unos
267ºC [32]. Por su parte, el grupo carbonato permite una alta capacidad rotacio-
nal, lo que le capacita para experimentar elevadas deformaciones inelásticas.
Por este motivo, a temperatura ambiente y en régimen cuasi-estático, el PC
exhibe un modo de fallo predominantemente dúctil. A medida que la velocidad
de solicitación aumenta, y por lo tanto también la velocidad de deformación, se
produce una transición dúctil-frágil en el modo de fallo [33] similar a la que se
puede observar en algunos metales.
A diferencia de la mayoría de polímeros termoplásticos, el PC puede some-
terse a grandes deformaciones plásticas en condiciones cuasiestáticas sin llegar
a agrietarse o romperse. Además, se trata de un material altamente transparente
en el espectro visible, lo que le convierte en un material valioso en aplicaciones
de prototipos donde son necesarios componentes translúcidos que no pueden
ser hechos de láminas de metal.
El comportamiento plástico de muchos materiales poliméricos posee ciertas
características distintivas. Es sabido que en la plastificación inicial de este tipo
de materiales influyen la presión, la velocidad de deformación y la temperatura
[34]. Tras dicha plastificación inicial, se produce un “ablandamiento”, disminu-
yendo su tensión a medida que aumenta la deformación plástica, tal y como
se observa en la Fig. 2.4, donde también se puede apreciar la diferencia de
comportamiento existente a tracción y compresión para el caso del PC, caracte-
rística que comparte con otros polímeros, como el PMMA. Pasado el proceso de
“ablandamiento” se observa un endurecimiento por deformación, producido
por la orientación de las fibras que conforman su estructura molecular.
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Figura 2.4. Curva tensión-deformación verdaderas para el Policarbonato en tracción y
compresión [35]
Muchos autores han destacado esta diferencia de comportamiento mecánico
en su respuesta a tracción y compresión de la mayoría de polímeros, tanto en
condiciones estáticas [36], como dinámicas [3, 37]. El motivo de esta diferencia
se encuentra en la estructura molecular de este tipo de materiales, que ofrece
en general una resistencia a rotura más elevada a compresión que a tracción
[3, 38, 39].
Además, si se comparan los materiales metálicos y los poliméricos, se puede
observar que estos últimos son bastante más sensibles a las variaciones de
temperatura y velocidad de deformación. Por regla general, el aumento de la
temperatura o la disminución de la velocidad de deformación producen un
descenso de la resistencia mecánica y un aumento de la ductilidad [40, 41, 42,
43], tal y como se puede observar en la Fig. 2.5 para el caso concreto del PC.
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ε˙ = 5000 s−1
ε˙ = 100 s−1
ε˙ = 1 s−1
ε˙ = 0.01 s−1
ε˙ = 0.0001 s−1
(a) Inﬂuencia de la velocidad de deformación (T = 25◦C)































(b) Inﬂuencia de la temperatura (ε˙ = 0,01 s−1)
Figura 2.5. Curvas tensión-deformación verdaderas en ensayo de tracción para el PC
[41]
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Por otra parte, y basado principalmente en observaciones experimentales,
se ha constatado que la presión hidrostática inﬂuye de forma notable en el
comportamiento de ciertos materiales poliméricos, entre ellos el PC [35, 38, 44,
45, 46]. Dicha presión hidrostática inﬂuye tanto en la plastiﬁcación inicial del
material, como en el comportamiento post-plastiﬁcación, tal y como se puede
observar en los resultados experimentales obtenidos por Spitzig y Richmond
para el PC [35], recogidos en la Fig. 2.6.































Figura 2.6. Efecto de la presión hidrostática en la curva tensión-deformación ingenieri-
les para el Policarbonato [35]
Para considerar la inﬂuencia de la presión hidrostática en la deﬁnición del
comportamiento del material, es necesario incluir en el criterio de plastiﬁcación,
el primer invariante del tensor de tensiones I1. Unos de los primeros trabajos
que introdujeron este primer invariante del tensor de tensiones fueron los
realizados por Holliday et al. [45] en 1964, y por Mears et al. [47] en 1969, a los
que les siguieron muchos otros [21, 44, 48, 49, 50].
Por lo tanto, para describir el comportamiento constitutivo de este tipo
de materiales, es necesario recurrir a modelos que incluyan todas estas carac-
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terísticas: diferencia de comportamiento a tracción y compresión, influencia
de la temperatura y de la velocidad de deformación, e influencia del primer
invariante del tensor de tensiones.
Otros modelos constitutivos
En la literatura existen numerosos modelos constitutivos con diferente grado
de complejidad para modelizar materiales poliméricos. Dentro de los más
sencillos se pude citar el modelo clásico de Drucker-Prager [51], introducido
originalmente para tratar de representar el comportamiento plástico de suelos, y
posteriormente extendido a otro tipo de materiales como el hormigón, espumas
y polímeros [24]. Este modelo es a su vez una extensión del criterio de von
Mises, al cual se le incorpora un término adicional que contiene la dependencia
con la tensión hidrostática, resultando [52]:
f =
√
J2 + βI1 − k = 0 (2.1)
donde J2 es el segundo invariante del tensor de tensiones desviador, β el
parámetro que tiene en consideración la presión hidrostática, y k la tensión de
plastificación a cortadura pura, la cual se puede escribir como función del límite
elástico a tracción del material, σyt, como: k = σyt/
√
3. A su vez, el parámetro
β viene dado por:
β =
2 sin θ√
3 (3− sin θ) (2.2)
donde θ se define como el ángulo de fricción interna, que depende del material.
Uno de los trabajos, ya citado anteriormente, en los que se aplica este modelo a
materiales poliméricos es el realizado por Rittel y Brill [21].
Otro modelo que recoge las características de estos polímeros previamen-
te indicadas, es el modelo de Burzynski-Torre [53], una particularización del
criterio de Burzynski [54] publicado en 1929, y que ha sido recientemente im-
plementado en códigos comerciales de elementos finitos [55]. Los dos criterios









− b = 0 (2.3)
donde σ¯ es la tensión equivalente de Von Mises y σh la tensión hidrostática.
Además, los valores de los parámetros a, b y del exponente n varían en fun-
ción del modelo que se quiera aplicar, según la tabla 2.1, en la cual m es el
cociente entre el límite elástico del material a tracción, σyt, y el límite elástico a
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compresión, σyc.




Burzynski-Torre m-1 m 2
Tabla 2.1. Valores de los parámetros de los modelos de Drucker-Prager y Burzynski-
Torre
Otro modelo, algo más complejo que los anteriores, es el modelo de Ghorbel
[38], que considera la influencia de la triaxialidad, incorporando en la ecuación
constitutiva el segundo, J2, y tercer, J3, invariantes del tensor de tensiones des-
viador. Dicha ecuación constitutiva se puede construir a partir de la expresión
(2.3), con los parámetros correspondientes al modelo de Burzynski-Torre, y

















−m = 0 (2.4)
Es importante destacar otro grupo de modelos constitutivos utilizados para
modelizar materiales poliméricos, algo más complejos que los enumerados
hasta el momento, y que incluyen una acotada cantidad de parámetros con
fundamento físico a nivel microestructural. De este grupo, una amplia mayoría
parten del trabajo original publicado por Haward and Thackray [56] en 1968,
en el que se empleaban dos modelos paralelos, combinados con el modelo de
viscosidad de Eyring [40]. Este modelo inicial unidimensional, restringido a
un comportamiento elástico y lineal hasta plastificación, fue posteriormente
mejorado y extendido principalmente por tres grupos de investigación, los
liderados por M. Boyce [34, 57, 58], P. Buckley [59, 60, 61], y L. Govaert [62, 63,
64], incluyendo las características observadas experimentalmente en este tipo
de materiales [65, 66, 67, 68], como son ablandamiento, endurecimiento por
deformación y dependencia con la presión.
De estos trabajos, el modelo de Boyce [34], posteriormente publicado con
algunas modificaciones por Arruda y Boyce [69], ha servido de base a numero-
sos investigadores, siendo prueba de ello los trabajos de Wu y Van der Giessen
[70, 71], Gearing y Anand [72, 73], Mulliken y Boyce [74] así como muchos otros
[20, 23, 75, 76]. De manera simplificada, el modelo de Boyce [34] se trata de
un modelo constitutivo hiperelástico, basado en la física estadística, que tiene
en cuenta la orientación de las cadenas de moléculas a la hora de calcular el
endurecimiento por deformación sufrido por este tipo de materiales, ya que
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dicho endurecimiento depende de la evolución de la resistencia al alineamiento
de estas cadenas moleculares. Una de las características distintivas de este mo-
delo, es que no posee una función de fluencia, sino que considera que ocurren
deformaciones elásticas y plásticas para todo nivel de carga. De esta manera, es
capaz de modelar la evolución del material de una forma continua, producién-
dose de forma gradual la transición desde un comportamiento principalmente
elástico y lineal, a otro viscoelastoplástico.
El esquema unidimensinonal del modelo de Arruda-Boyce se recoge en la
figura 2.7, donde se pueden apreciar tres elementos que conforman una zona
de respuesta elástica, y otra de respuesta inelástica:
◦ Muelle de Hooke: proporciona la respuesta elástica lineal inicial.
◦ Muelle de Langevin (también conocido como modelo de 8 cadenas): incor-
pora la dependencia con la cantidad de deformación plástica acumulada,
y permite una descarga no lineal.
◦ Elemento viscoplástico: incorpora la dependencia con la velocidad de
deformación.
Figura 2.7. Esquema del modelo constitutivo de Arruda-Boyce [69]
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2.4. Comportamiento a fractura en polímeros
Tal y como se ha comentado anteriormente, los dos principales mecanismos
de deformación que conducen a la fractura en materiales poliméricos son el
crazing y la plastificación por cortadura o shear yielding. El proceso de crazing
se origina debido a la formación de microvacíos en zonas de concentración
de tensiones, produciéndose principalmente en dirección normal a la tensión
principal máxima, siendo un proceso asociado a un modo I de deformación
(ver Fig. 2.8(a)). Por el contrario, el proceso de shear yielding está relacionado
con la aparición de deformaciones plásticas en la forma de bandas de cortadura,
dando lugar a cambios de forma sin cambios de volumen relevantes [34, 77], y
asociado a un modo II de deformación (ver Fig. 2.8(b)).
(a) Modo I de deformación (b) Modo II de deformación
Figura 2.8. Modos de deformación
2.4.1. Crazing
Es el mecanismo de deformación asociado comúnmente a la rotura frágil
del material. Este proceso está impulsado por la aparición de crazes, las cuales
pueden ser consideradas como microfisuras, pero que se diferencian de éstas
en que contienen pequeñas fibras de material que aún mantienen unidas los
dos labios de la fisura, siendo capaces de mantener tensión. Las separaciones
existentes entre estas fibras generan la aparición de microvacios, que dan lugar
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a un aumento del volumen del material.
Es conocido que existe una fuerte relación entre el proceso de crazing y la
fractura de polímeros termoplásticos ya que existen evidencias de que en este
tipo de materiales, la fisura se propaga con la presencia de crazes en su extremo
[25]. De este modo, cuando estas fibras orientadas perpendicularmente al plano
de la craze terminan por romperse, se genera lo que se conoce habitualmente
como fisura (Fig. 2.9).
Figura 2.9. Proceso de crazing [78]
Las crazes se generan habitualmente en zonas de alta concentración de
tensiones, como pueden ser imperfecciones en la superficie, inclusiones en el
material o estados tensionales caracterizados por elevados valores positivos de
tensión hidrostática. La importancia del crazing, tal y como se ha comentado an-
teriormente, radica en que frecuentemente es un precursor de la fractura frágil
del material. Esto es así ya que, aunque en el proceso de iniciación, crecimiento
y rotura de las crazes se ven involucradas tanto deformaciones plásticas consi-
derables como procesos de absorción de energía local, este micromecanismo
está altamente localizado y confinado en un pequeño volumen de material [28].
2.4.2. Shear Yielding
La plastificación por cortadura es el segundo de los mecanismos de defor-
mación que originan la fractura de los materiales poliméricos. En este caso,
dicho mecanismo de deformación está dominado por la aparición de bandas
adiabáticas de cortadura (ASB), que llevan asociadas una variación en la forma
del material con cambio de volumen insignificante.
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Este mecanismo de deformación ha sido estudiado y caracterizado princi-
palmente en metales [10, 79, 80, 81]. Una de las principales conclusiones que
se obtuvieron de estos trabajos, es que era necesaria la aparición de un ablan-
damiento térmico para que estas ASB pudieran tener lugar [13]. Sin embargo,
recientemente ha surgido un nuevo enfoque en cuanto a su proceso de for-
mación [82], en el cual se establece que el ablandamiento térmico juega un
papel más secundario, mientras que es la energía de trabajo en frío almacenada
dinámicamente la que impulsa la formación de estas bandas de cortadura. Es
importante destacar este último enfoque, ya que considerando esta característi-
ca, y como se verá más adelante, el modelo constitutivo utilizado en la presente
Tesis Doctoral no tiene en cuenta dicho ablandamiento térmico, buscando una
mayor simplicidad.
La observación directa de ASB en materiales poliméricos es bastante escasa
[83], siendo identificadas mediante la comparación de bandas similares que
aparecen en materiales metálicos, o mediante el uso de Microscopía Electrónica
de Barrido (SEM) en probetas ya fracturadas. Las ASB fueron observadas por
primera vez en polímeros por Whitney [84], que realizó ensayos de compresión
en Poliestireno (PS). Además, uno de los primeros trabajos en observar ASB en
PMMA fue el realizado por Winter [85], en el que las identificaba comparando
las deformaciones en el PMMA con las sufridas por el titanio.
La gran mayoría de los trabajos relacionados con ASB en polímeros se han
centrado en tres materiales amorfos: PMMA, PC y PS, debido probablemente a
su transparencia [1, 18, 21, 86, 87, 88].
En la figura 2.10 puede observarse la aparición de estas bandas adiabáticas
de cortadura en una probeta plana de Policarbonato sometida a un ensayo de
tracción simple.
Figura 2.10. Bandas adiabáticas de cortadura en Policarbonato [89]
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De manera general, se considera que la fractura se inicia a través de microva-
cíos originados en los puntos de intersección de diferentes bandas de cortadura
[28].
2.5. Transición en el modo de fallo. Modelos de daño
Tal y como se ha comentado anteriormente, el proceso por el cual un material
pasa de sufrir una rotura según un modo frágil de fractura a uno dúctil, se ha
denominado transición frágil-dúctil en el modo de fallo. Esta transición ha sido
observada y ampliamente estudiada en materiales metálicos [10, 13, 16, 79, 80,
81], pero también se ha observado en materiales poliméricos [1, 18, 21].
El polímero es considerado frágil cuando el crazing es el mecanismo de fallo
dominante, mientras que se considera dúctil cuando lo que predominan son las
bandas adiabáticas de cortadura (shear yielding). La fractura frágil o dúctil de un
polímero depende de una gran cantidad de parámetros críticos que establecen
un límite entre ambos comportamientos. Por ejemplo, para el caso del PC, se
ha observado dicha transición frágil-dúctil con la temperatura [90, 91], con el
envejecimiento [92], velocidad de deformación [1, 93, 94] (ver Fig. 2.11), radio
de la entalla [23, 95, 96, 97] y espesor [75].
(a) Modo de fallo frágil (b) Modo de fallo dúctil
Figura 2.11. Transición en el modo de fallo debido a la velocidad de deformación para
el Policarbonato [1]
A consecuencia de todo lo anterior, la predicción numérica del modo de
fallo se antoja bastante complicada, y los modelos constitutivos utilizados para
modelizar este tipo de materiales involucran una gran cantidad de parámetros
de ajuste, incluso aquellos que derivan de la micromecánica [34, 70, 98]. Con
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estos modelos constitutivos, la localización de la deformación dando lugar a las
bandas de cortadura ocurre de manera natural en las simulaciones numéricas
[99, 100]; pero la implementación del proceso de crazing requiere el uso de leyes
fenomenológicas adicionales [100, 101]. El resultado de esto es la aparición de
una gran cantidad de parámetros, lo cual conlleva la necesidad de realizar una
cuidadosa calibración de los mismos.
Numerosos autores han propuesto diferentes modelos de daño con la inten-
ción de capturar esta transición observada en el modo de fallo. Tal y como se
ha dicho anteriormente, muchos de estos modelos se centran exclusivamente
en el fallo frágil por crazing, mientras que el mecanismo de deformación domi-
nado por las ASB se incluye de manera implícita en el modelo constitutivo sin
llegarse a establecer un criterio de fallo dúctil. Dentro de este grupo, es posible
citar los trabajos de Estevez et al. [101] y Zhou et al. [4], en los cuales se utilizan
elementos cohesivos para modelizar este fallo frágil debido al crazing.
Recientemente se han propuesto modelos que buscaban predecir la fractura
desde un punto de vista alternativo, combinando modelos constitutivos basados
en la física, con criterios de fallo establecidos a nivel de medio continuo [72, 73].
Este enfoque implica que las características microestructurales del proceso de
fractura se tienen en cuenta únicamente de forma promediada dentro de un
elemento de volumen representativo. Estos modelos de fractura se establecen a
partir de un valor invariante de tensión o deformación, que alcanza un valor
crítico a partir del cual se inicia el proceso de fallo. A diferencia de los citados
anteriormente, estos modelos sí establecen un criterio de daño propio para la
fractura dúctil. Para el proceso posterior de propagación del daño se pueden
establecer diferentes leyes de evolución del daño o directamente considerar
eliminación de elementos en las simulaciones numéricas.
En concreto, el modelo propuesto por Gearing y Anand [72, 73] define un
criterio de fallo frágil basado en un valor crítico de tensión hidrostática σcm, y
un criterio de fallo dúctil basado en un valor crítico de alargamiento plástico
λcp. Estos criterios de fallo son incorporados al modelo constitutivo propuesto
por Anand y Gurtin [102]. Este modelo de daño ha servido como base a otros
autores, realizando alguna modificación sobre el mismo, como por ejemplo
el presentado por Kattekola et al. [75] en el que el criterio de fallo dúctil se
establece a partir de un valor de tensión de apertura crítico. Este enfoque es
equivalente a establecer un valor de alargamiento plástico crítico, ya que para el
material considerado (en este caso PC) una tensión de apertura elevada implica
necesariamente un alargamiento plástico también elevado en el extremo de la
entalla.
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Otro de los trabajos basados en el modelo de Gearing y Anand es el publica-
do por Torres y Frontini [6]. En este caso los parámetros críticos que definen los
criterios de fallo se consideran dependientes de la triaxialidad σm/σvm (donde
σvm es la tensión equivalente de Von Mises). Esta dependencia con la triaxia-
lidad ya fue estudiada por Sternstein y Ongochin [103], trabajo en el que se
plantea una dependencia del criterio de inicio del crazing con dicha triaxialidad.
Por último, es necesario destacar el modelo de daño presentado por Dolinski
et al. [16], siendo éste en el que se ha basado el modelo desarrollado en esta
Tesis Doctoral. En dicho trabajo se propone un modelo de daño aplicable a
materiales metálicos, concretamente un Acero Martensítico 250, considerando
una competición directa entre un modo de fallo frágil y otro dúctil, por lo que se
ha considerado la posibilidad de extender su aplicabilidad también a materiales
poliméricos. En el siguiente capítulo de la presente Tesis Doctoral se detallará





Modelo de comportamiento propuesto para el
Policarbonato
3.1. Introducción
En este capítulo se presenta en primer lugar el modelo constitutivo utilizado
para el Policarbonato, y posteriormente el modelo de daño propuesto aplicable
a materiales poliméricos, siendo dicho modelo de daño independiente del
modelo constitutivo utilizado para modelizar el material.
3.2. Modelo constitutivo
Es importante destacar aquí, tal y como se ha comentado anteriormente,
que el objetivo de la presente Tesis Doctoral no es modelizar el comportamiento
constitutivo del material, sino formular un modelo de daño que sea capaz de
recoger la transición frágil-dúctil en el modo de fallo. Por este motivo, se ha op-
tado por utilizar un modelo constitutivo relativamente sencillo que permitiera
reducir el coste computacional de las simulaciones numéricas llevadas a cabo.
Como hipótesis simplificativa, se ha optado por considerar que el material
se comporta según la ley tensión-deformación verdaderas recogida en la Ec.
(3.1), la cual es una modificación de la presentada por Ravi-Chandar et al. [1],
en régimen cuasiestático.
σ(ε, ε˙, θ) =

σ1 si ε ≤ σy(θ,ε˙)E
σ2 si
σy(θ,ε˙)
E ≤ ε ≤ 0,81εh + σy(θ,ε˙)E − ε0
σ3 si 0,81εh +
σy(θ,ε˙)
E − ε0 ≤ ε ≤ εh + σy(θ,ε˙)E − ε0
σ4 si ε ≥ εh + σy(θ,ε˙)E − ε0
(3.1)
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con las funciones σi definidas como
σ1 = Eε
(3.2a)






σ3 = σy(θ, ε˙) +A(0,81εh − ε0) +B
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σ4 = σy(θ, ε˙) +A(0,81εh − ε0) + 0,19Bεh + E
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donde E es el módulo de Young, A y B son dos constantes que determinan
las pendientes de las correspondientes ramas elastoplásticas, σy(θ, ε˙) es el
límite elástico inicial del material, cuya dependencia con la temperatura θ y
velocidad de deformación ε˙ será definida posteriormente, ε0 es la deformación
correspondiente al comienzo de la plastificación, y εh es la deformación a la
cual da comienzo el proceso de orientación molecular, produciéndose un gran
aumento en la rigidez del material. Más allá de la deformación εh, cuando se
ha alcanzado un estado en el que las cadenas moleculares están completamente
orientadas, se ha considerado un valor de la rigidez del material igual a la
pendiente inicial elástica, E, aunque en este estado, dicha rigidez puede variar
considerablemente según el polímero considerado.
Los valores que han sido usados para definir el comportamiento del PC,
han sido obtenidos de la literatura [1, 104] y de ensayos experimentales de ca-
racterización que se detallarán en el capítulo posterior. Dichos valores aparecen
recogidos en la tabla 3.1.
Como se ha comentado anteriormente, la influencia de la temperatura, θ,
en el comportamiento de este tipo de materiales es elevada, por lo que se debe
incluir este efecto en la ley tensión-deformación presentada en la ecuación
(3.1). Nuevamente por simplicidad, se ha asumido que el límite elástico es
linealmente dependiente con la temperatura según la siguiente expresión [1]
σy(θ) = σy0 − β(θ − θ0) (3.3)
tomándose como temperatura de referencia, θ0 = 293K, y siendo σy0 el valor
del límite elástico cuasiestático del material a dicha temperatura de referencia.
28
3.2. Modelo constitutivo
Módulo de Young E 2.4 GPa
Densidad ρ 1160 kg/m3
Coeficiente de Poisson ν 0.34
Constante ley constitutiva A 5 MPa
Constante ley constitutiva B 100 MPa
Límite elástico cuasiestático σy0 50.4 MPa
Def. en el límite elástico cuasiestático ε0 0.021
Def. al inicio de la orientación molecular εh 0.521
Coeficiente de ablandamiento térmico β 0.25 MPa/K
Calor específico cv 1170 J/(kg ·K)
Conductividad térmica k 0.2 W/(K ·m)
Coeficiente de expansión térmica α 6,5 · 10−5K−1
Coeficiente de Quinney-Taylor η 0.6
Tabla 3.1. Propiedades físicas y mecánicas del PC
Por último, para incluir la dependencia del límite elástico con la velocidad
de deformación, ε˙, se ha considerado la siguiente expresión [104]









donde k es la constante de Stefan-Boltzmann, Θ la temperatura absoluta (que
por simplicidad se tomará como constante en esta expresión) y V es el volumen
de activación. El exponente n es un parámetro del material y ε˙∗ una velocidad
de deformación característica relacionada con la energía de activación. Los
valores de dichos parámetros para el PC, se encuentran publicados en el trabajo
de Fu et al. [104], obtenidos mediante ensayos de tracción dinámica en Barra
Hopkinson, y se recogen en la tabla 3.2.
2kΘ/V ε˙∗ n
187 MPa 1,7 · 106 s−1 5.18
Tabla 3.2. Parámetros del PC para la Ec.3.4
Por lo tanto, teniendo en cuenta las Ecs. (3.3) y (3.4), se puede expresar la
dependencia del límite elástico inicial con la temperatura y la velocidad de
deformación como:










3. Modelo de comportamiento propuesto para el Policarbonato
siendo esta Ec. (3.5) la que ha de introducirse en las Ecs. (3.1) y (3.2).
El comportamiento constitutivo del material aparece representado en la
Fig.3.1 donde, obviando en este caso el ablandamiento que se produce tras
la plastiﬁcación inicial, se observa la inﬂuencia de la temperatura θ y de la
velocidad de deformación ε˙. En capítulos posteriores, se podrá observar ex-
perimentalmente como dicho ablandamiento se reduce ligeramente a medida
que aumenta la velocidad de deformación, por lo que la hipótesis planteada
al no considerar dicho ablandamiento se considerará válida al tratar siempre
con ensayos dinámicos a medias-altas velocidades de deformación. Además,
el modelo de daño considerado establece un criterio de rotura dúctil basado
en la formación de bandas adiabáticas de cortadura, tal y como el modelo
propuesto por Dolinsky et al. [16], trabajo en el cual indican que no es nece-
saria la aparición de dicho ablandamiento para la formación de estas bandas
adiabáticas.





















T = 20◦C | ε˙ = 0 s−1
T = 20◦C | ε˙ = 500 s−1
T = 50◦C | ε˙ = 0 s−1
Figura 3.1. Comportamiento constitutivo del Policarbonato
Este comportamiento uniaxial se ha generalizado a un estado multiaxial de
tensiones a través de la teoría de la plasticidad de Von Mises (J2), incluyendo la
dependencia con la temperatura y con la velocidad de deformación, tal y como
se indica con en la Ec. (3.5).
En la Fig.3.2 se muestra una comparación entre el modelo constitutivo em-
pleado en esta Tesis, y el correspondiente al modelo de Johnson-Cook (JC) [105].
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Este modelo de plastificación se encuentra habitualmente implementado en
códigos comerciales de simulación numérica, y por este motivo es comúnmente
aplicado a distintos tipos de materiales. El modelo de JC define la función de
endurecimiento del material en función de la deformación plástica equivalente
ε¯p, de la velocidad de deformación plástica equivalente ˙¯εp y de la temperatura
T , como:









donde θ viene definido por:
θ =
T − Tr
Tm − Tr (3.7)
siendo los parámetros A, B, C, n y m constantes relacionadas con el material; T
la temperatura del mismo, Tr la temperatura de referencia y Tm la temperatura
de fusión; y por último ˙¯ε0 la velocidad de deformación de referencia. Todos los
valores de estos parámetros han sido obtenidos de [106] y se recogen en la tabla
3.3
A B n C ˙¯ε0 m Tr Tm
80MPa 75MPa 2 0,052001 1 s−1 0,548 293K 562K
Tabla 3.3. Parámetros del modelo de JC para el PC [106]
Como se puede comprobar en la Fig.3.2, el modelo de JC no es capaz de
reproducir el endurecimiento que se produce en el material a partir de una defor-
mación de aproximadamente ε ' 0,52. Además, sobrestima el valor del límite
elástico inicial cuando la velocidad de deformación considerada es ε˙ = 500 s−1,
y la subestima en el caso de temperatura T = 50◦. Esto justifica la elección del
modelo constitutivo utilizado en este trabajo, la cual será corroborada poste-
riormente en el capítulo 4 con los correspondientes ensayos de caracterización
realizados al PC.
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T = 20◦|ε˙ = 0 s−1 - Modelo Propuesto
T = 20◦|ε˙ = 500 s−1 - Modelo Propuesto
T = 50◦|ε˙ = 0 s−1 - Modelo Propuesto
T = 20◦|ε˙ = 0 s−1 - JC.
T = 20◦|ε˙ = 500 s−1 - JC.
T = 50◦|ε˙ = 0 s−1 - JC.
Figura 3.2. Comparación entre el modelo constitutivo utilizado y el modelo de JC
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3.3. Modelo de daño
El modelo de daño propuesto se ha desarrollado a partir del publicado
por Dolinski et al. [16], inicialmente aplicado a metales, concretamente para
un Acero Martensítico 250. Dicho modelo recoge de manera simultánea dos
modos de fallo, por un lado un modo de fractura frágil, definido a partir de la
tensión principal máxima, y por otro lado un modo de fractura dúctil (bandas
de cortadura), definido a partir de la densidad de energía de deformación. De
esta manera, el fallo del componente viene determinado por la competición
entre estos dos criterios de fractura.
A continuación se detallan cada uno de estos dos criterios de fallo.
3.3.1. Criterio de fractura frágil
El criterio de fractura frágil se ha definido utilizando un criterio de rotura
local, basado en la tensión principal máxima, de forma que cuando se alcance
un valor crítico de dicha tensión principal máxima σcritI en una zona próxima al
extremo de la entalla, se produzca la fractura. Más adelante se especificará con
más detalle la distancia, medida desde el extremo de fisura, a la cual se debe
alcanzar ese valor crítico. El criterio de fractura frágil así definido, se trata por
lo tanto de un criterio tensional:
σI = σ
crit
I ( ˙¯ε) (3.8)
Se puede observar en la Ec. (3.8), que se ha considerado una dependencia del
valor de σcritI con la velocidad de deformación equivalente, siguiendo la misma
metodología empleada por Dolinski et al. [16], así como por otros autores [20].
Por este motivo, es necesario determinar la relación entre σcritI y dicha velocidad
de deformación:
σcritI = f( ˙¯ε) (3.9)
Para tal fin, es necesario conocer el estado tenso-deformacional del material
en el instante de rotura y en una zona próxima a la que se vaya a producir la
fractura, para diferentes valores de velocidad de deformación. Al no disponer
de estos resultados experimentales para el PC, se ha recurrido a la literatura
científica. A partir de los ensayos experimentales realizados por Ravi-Chandar
et al. [1], se ha obtenido mediante simulaciones numéricas y de manera fenome-
nológica, la relación entre la tensión principal máxima en el instante de rotura,
y la velocidad de deformación en dicho instante.
Para ello, se ha creado un modelo tridimensional de elementos finitos de los
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ensayos realizados [1], y calculado el valor de la velocidad de deformación y
de la tensión principal máxima en el extremo de la entalla justo en el instante
en el que se observa experimentalmente el inicio de la fractura de la probeta.
Dicha información se ha extraído de la zona que rodea al extremo de la entalla,
tal y como se muestra en la Fig.3.3, excluyendo aquellos puntos en los que la
deformación plástica equivalente ε¯p es superior a 0,05 (en el ejemplo mostrado
en la imagen, los de color gris), ya que al tratarse de un criterio de fractura
frágil, es lógico pensar que se debe dar en aquellos puntos en los que los
valores de deformación plástica sean considerablemente bajos. El tamaño de
esta zona engloba una distancia característica dc (1 − 1,5mm), próxima al
extremo de ﬁsura, donde la tensión principal máxima alcanza su valor crítico σc
(∼ 160MPa) originando la fractura del material, tal y como establece el criterio
RKR [107] (Fig.3.4).
Figura 3.3. Zona de cálculo de la tensión principal máxima y la velocidad de deforma-
ción en el extremo de la entalla
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Figura 3.4. Criterio local de fractura RKR [107]
Por lo tanto, el primer paso ha sido obtener una relación entre la velocidad
de impacto del proyectil cilíndrico contra la probeta y los valores de tensión
principal máxima que se observan en el modelo numérico en el instante en el
que experimentalmente comienza a propagar la ﬁsura. Esta relación se recoge
en la tabla 3.4.







Tabla 3.4. Valores críticos de tensión principal máxima para cada velocidad de impacto
del proyectil
35
3. Modelo de comportamiento propuesto para el Policarbonato
El siguiente paso, es encontrar la relación entre la velocidad de impacto
del proyectil y la velocidad de deformación que se produce en el extremo de
la entalla, para finalmente obtener la relación dada por la Ec. (3.9). Para ello,
siguiendo el mismo procedimiento que en [16], se han realizado simulaciones
numéricas sin incluir ningún criterio de fallo, obteniendo en cada elemento
perteneciente a la zona señalada en la Fig. 3.3 la deformación equivalente en



















así como la velocidad de deformación ˙¯ε para cada incremento de tiempo desde
que se produce el impacto hasta que experimentalmente comienza a propagar
la fisura. De esta forma, las velocidades de deformación que se han alcanzado
en el extremo de la entalla para cada velocidad de impacto, se recogen en la
Fig. 3.5, donde se puede apreciar una relación prácticamente lineal entre ambos
parámetros.
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Figura 3.5. Relación entre velocidad de impacto y ˙¯ε
Ajustando los tiempos de rotura obtenidos experimentalmente por Ravi-
Chandar et al. [1], con los resultados calculados mediante simulación numérica,
ha sido posible obtener los valores críticos de tensión principal máxima σcritI ,
en función de la velocidad de deformación en el extremo de la entalla ˙¯ε, los
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cuales se recogen en la tabla 3.5.







Tabla 3.5. Valores críticos de tensión principal máxima para cada velocidad de defor-
mación
Una vez relacionados los valores de tensión principal máxima a rotura σcritI ,
y la velocidad de deformación en el extremo de la entalla ˙¯ε, se puede establecer
la relación definida por la Ec. (3.9). Dicha relación se recoge gráficamente en la
Fig. 3.6, donde se puede comprobar que existe un límite inferior de velocidad de
deformación en torno a ˙¯ε = 27000 s−1, por debajo del cual la tensión principal
máxima a rotura permanece constante e igual a 160MPa. Este dato concuerda
con el publicado por Dorogoy y Rittel [108], donde establecen una tensión de
rotura para el Policarbonato de 160MPa. Por encima de dicho valor límite de
velocidad de deformación, la curva se puede aproximar de manera óptima
(R2 ' 1) a una función polinómica de tercer grado.
Así, la relación establecida por la Ec. (3.9) se puede escribir finalmente como:
σcritI ( ˙¯ε) =
{
σcritI,cuasi si ˙¯ε ≤ 27000 s−1
σcritI,dinam( ˙¯ε) si ˙¯ε > 27000 s
−1 (3.11)
con las funciones σcritI,cuasi y σ
crit
I,dinam( ˙¯ε) definidas como:
σcritI,cuasi = 160MPa (3.12)
σcritI,dinam( ˙¯ε) = 1,622 · 10−11 ˙¯ε3 − 1,3274 · 10−6 ˙¯ε2 + 3,6544 · 10−2 ˙¯ε− 178,27MPa
(3.13)
Por lo tanto, para que se produzca la fractura frágil del material se deben
cumplir de forma simultánea las condiciones dadas por las Ecs.(3.8) y (3.11), y
que la deformación plástica equivalente en el punto considerado cumpla que:
ε¯p ≤ 0,05 (3.14)
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Figura 3.6. Relación entre ˙¯ε y σcritI para el criterio de fractura frágil
Tal y como se ha comentado anteriormente, muchos de estos materiales
poliméricos presentan una diferencia de comportamiento entre tracción y com-
presión, siendo generalmente la resistencia de estos materiales, y concretamente
del PC, menor a tracción. El criterio de fractura frágil anterior está formulado de
forma que se pueda considerar dicha diferencia de comportamiento, mediante
el uso del tercer invariante del tensor de tensiones, I3, considerando que si
dicho valor es positivo, el elemento se encuentra traccionado, mientras que si
el valor de este tercer invariante es negativo, el elemento estará comprimido.
Así, se pueden deﬁnir dos funciones, σcritI,tracc( ˙¯ε) y σ
crit
I,comp( ˙¯ε), que deﬁnen los
valores críticos de tensión principal máxima en función de la velocidad de
deformación para elementos traccionados o comprimidos, respectivamente. En
el caso concreto del PC modelizado en esta Tesis, se ha considerado una única
función σcritI ( ˙¯ε) (dada por la Ec.(3.11)) debido a que en ninguno de los casos
analizados (impacto asimétrico utilizado como ensayo de calibración, ensayos
de ﬂexión en tres puntos dinámica empleados para validar el modelo, o el
ensayo de aplicación práctica de impacto sobre una visera de PC) el material
sufre una rotura frágil por compresión, por lo que el no considerar un valor
diferente de tensión principal máxima crítica a compresión, no repercutirá en
una variación de los resultados obtenidos.
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3.3.2. Criterio de fractura dúctil
Se trata de un criterio de rotura global que consiste en establecer un nivel
crítico de densidad total de energía de deformación, Wcrit, almacenada en
un elemento, a partir del cual comenzará la degradación del material; y un
valor límite de densidad de energía de deformación, Wfrac que determinará
cuando se produce la fractura y por lo tanto la eliminación del elemento. La
representación esquemática de este criterio de fractura dúctil aparece recogida
en la Fig.3.7.
Figura 3.7. Representación esquemática del criterio de fractura dúctil






donde σij y εij son las componentes de los tensores de tensión y deformación
respectivamente. El límite de integración superior α, se ﬁja como el nivel de
deformación equivalente crítico ε¯crit, a partir del cual la resistencia estructural
comienza a deteriorarse de forma gradual de acuerdo a la siguiente expresión:
σ¯ = σ¯∗(1−Db) (3.16)
donde σ¯ es la tensión equivalente ya degradada en el instante actual, para
una deformación equivalente dada ε¯ ≥ ε¯crit; y b un exponente que permite
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establecer el tipo de relación entre σ¯∗ y σ¯ (lineal, cuadrática, cúbica...). D es el
nivel de daño existente en el elemento, pudiendo tomar valores comprendidos
entre 0, si dicho elemento está intacto, y 1, si está completamente dañado, dando




donde la densidad de energía Wfrac es la correspondiente al momento en el
que se produce la fractura, es decir, cuando la tensión equivalente degradada
del elemento alcanza un valor nulo.
En el caso del material polimérico considerado, se produce la ya mencionada
diferencia de comportamiento entre tracción y compresión. Por este motivo, se
ha agregado a este criterio de daño dúctil, una diferenciación entre los elementos
que estén trabajando a tracción y los que lo estén haciendo a compresión. Al
igual que en el criterio de fractura frágil, dicha distinción se realizará mediante
el uso del tercer invariante del tensor de tensiones, I3, definiéndose así unos
valores de densidad de energía de deformaciónWcrit yWfrac a tracción, y otros
a compresión.
En el trabajo publicado por Dolinski et al. [16], se indica que los parámetros
que definen este modelo, Wcrit, Wfrac y b, pueden obtenerse en metales a
partir de ensayos de compresión dinámica en cilindros [109]. Para el caso del
PC, no ha sido posible encontrar dichos parámetros de la literatura, por lo
que se han obtenido de manera fenomenológica a partir de los ensayos de
impacto asímetrico sobre probetas planas con entalla simple realizados por
Ravi-Chandar et al. [1], permitiendo calibrar el modelo de daño propuesto.
Dichos valores se recogen en la tabla 3.6.
Parámetros del criterio de fractura dúctil
W traccrit = 50MJ/m
3
W tracfrac = 70MJ/m
3
W compcrit = 140MJ/m
3
W compfrac = 170MJ/m
3
b = 1
Tabla 3.6. Valores de los parámetros utilizados en el criterio de fractura dúctil para el
PC
Como hipótesis de partida, estos parámetros se han considerado constantes,
pero sería interesante estudiar la posibilidad de que pudieran variar en función
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de parámetros como la velocidad de deformación o la triaxialidad. Además, se
ha tomado el valor del exponente b = 1 por simplicidad, pudiendo analizarse
posteriormente la influencia de éste en los resultados obtenidos.
Puede comprobarse como los valores de Wcrit y Wfrac son menores si el
elemento se encuentra trabajando a tracción en lugar de a compresión, de acuer-
do con la evidencia experimental que muestran este tipo de materiales (mayor
resistencia a compresión que a tracción). El valor de W traccrit = 50MJ/m
3 corres-
ponde a una tensión equivalente del mismo orden que el valor del límite elástico




rresponde a una tensión equivalente del orden del doble del límite elástico
cuasiestático a compresión, que se considera 1.13 veces superior al de tracción
[38].
Adicionalmente, se ha incluido un valor límite de deformación, εmax = 1,6
[20], para evitar posibles errores numéricos derivados de la excesiva distorsión








En este capítulo se describen los dispositivos, ensayos y técnicas experimen-
tales utilizados en el desarrollo de la presente Tesis Doctoral, cuyos resultados
permiten la calibración y validación de los modelos numéricos desarrollados.
En primer lugar, se van a detallar los ensayos de caracterización realiza-
dos en probetas de policarbonato, a fin de obtener sus propiedades mecánicas.
Seguidamente, se exponen los ensayos de impacto asimétrico sobre probetas
planas de entalla simple, llevados a cabo por Ravi-Chandar et al. [1], cuyos
resultados han servido como calibración del modelo de daño propuesto. Por
último, se presentan los ensayos de flexión en tres puntos sobre probetas enta-
lladas, realizados en Barra Hopkinson modificada, y utilizados para validar el
modelo.
4.2. Ensayos de caracterización en probetas de Policarbonato
La elección del PC para la realización de la Tesis Doctoral ha sido debida a
que dicho polímero presenta transición en el modo de fallo de manera natural,
es decir, bajo condiciones normales de temperatura, presión, etc; mientras que
otros polímeros, como pudiera ser el PMMA, requieren cierto de grado de
confinamiento para que dicha transición llegue a producirse.
Debido a que, tal y como se ha comentado anteriormente, el desarrollo del
modelo constitutivo empleado para la modelización del PC no es un objetivo
principal de esta Tesis, se ha optado por utilizar un modelo lo suficientemente
sencillo como para no incurrir en un elevado coste computacional, pero que
incluya las características propias del comportamiento de este tipo de materiales,
como son la dependencia con la temperatura y con la velocidad de deformación.
El modelo empleado parte del utilizado por Ravi-Chandar et al. [1], el cual ha
sido validado por dichos autores.
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La existencia de diferentes tipos de PC comerciales, exige la comprobación
de que las propiedades del PC empleado en los ensayos de calibración [1] (datos
obtenidos de la literatura), son semejantes a las del PC utilizado en los ensayos
de validación realizados. Esta veriﬁcación se ha llevado a cabo mediante la
realización de ensayos de tracción uniaxial, tanto en régimen cuasiestático como
en régimen dinámico.
4.2.1. Descripción de las probetas
La geometría de las probetas de tracción utilizadas tanto en los ensayos
cuasiestáticos como en los dinámicos, sigue las recomendaciones establecidas
por Sergio González [110] en el desarrollo de su Tesis Doctoral, cuyo plano
acotado se muestra en la Fig.4.1.
Figura 4.1. Geometría de las probetas utilizadas para los ensayos de tracción uniaxial
(cotas en mm)
Dichas probetas se han obtenido mediante corte por chorro de agua a partir
de una plancha de PC de 10 mm de espesor. En la zona más estrecha del
fuste será donde se obtengan los valores de tensión y deformación, debiéndose
asegurar que el estado de tensiones puede considerarse uniaxial en ese tramo.
Para ello, la reducción en la sección transversal debe ser lo suﬁcientemente
suave. Dicha comprobación fue realizada en la Tesis Doctoral anteriormente
citada [110], quedando demostrado que la geometría utilizada es adecuada
para la caracterización del material en condiciones de tracción uniaxial.
Adicionalmente, esta geometría facilita el amarre de la probeta mediante un
útil de tracción de acero, Fig.4.2, que permite transmitir la carga de tracción a la
probeta sin introducir la misma entre las mordazas, debido al daño adicional
que esto supondría. Dicho útil, permite la realización de ensayos de tracción
tanto en condiciones cuasiestáticas como dinámicas.
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Figura 4.2. Esquema del útil adicional utilizado en los ensayos de tracción
4.2.2. Ensayos de tracción cuasiestática
Metodología del ensayo
El procedimiento consiste en colocar la probeta dentro del útil de sujección,
tal y como aparece representado en la Fig.4.2, aplicando posteriormente una
carga de tracción monótona y creciente en los extremos del mismo, que será
transmitida a la probeta. La máquina utilizada fue una Máquina Universal de
Ensayos de marca INSTRON, modelo 8800, la cual se recoge en la Fig.4.3(a)
junto con un detalle de la probeta ya colocada en el interior del útil (Fig.4.3(b)),
mientras que la carga aplicada fue registrada mediante una célula de carga de
100 kN de carga máxima.
A la hora de obtener las curvas tensión-deformación, se han utilizado dos
procedimientos distintos: en primer lugar, se han utilizado bandas extenso-
métricas y por otro lado se ha usado un sistema de videocorrelación digital
de imágenes en 2 dimensiones. Para poder seleccionar la metodología más
adecuada de entre las dos anteriores, se han realizado ensayos piloto que per-




(a) Dispositivo experimental (b) Detalle útil y probeta
Figura 4.3. Dispositivo experimental utilizado en el ensayo de tracción uniaxial
Bandas extensométricas: como se ha comentado anteriormente, se han uti-
lizado bandas extensométricas de 350 Ω (VISHAY, tipo CEA-06-125UN-350),
pegando una banda en la zona central del fuste de la probeta, y obteniendo la
deformación longitudinal en dirección de la carga.
Sistema de videocorrelación digital: la videocorrelación digital (DIC - Digital
Image Correlation), es una técnica de luz blanca basada en la comparación
de imágenes durante el proceso de deformación de un espécimen [111]. Las
imágenes se dividen en una cuadrícula de celdas o subconjuntos que contienen
un número finito de píxeles. La resolución espacial y la precisión de los despla-
zamientos obtenidos están limitadas por el número total de píxeles dentro de
la imagen. Para aplicar esta técnica, es necesario llevar a cabo previamente el
pintado del espécimen de ensayo, de forma que su superficie quede cubierta
por un patrón moteado, como los que se muestran a modo de ejemplo en la
Fig.4.4.
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Figura 4.4. Ejemplos de patrones utilizados en videocorrelación digital [112]
En este caso se ha utilizado el código comercial VIC-2D, desarrollado por
Correlated Solutions [113]. Este software emplea algoritmos de correlación opti-
mizados para medir el campo de desplazamientos en una superficie mediante
la identificación de áreas de coincidencia de los valores de escala de grises
entre el patrón moteado en cada subconjunto de las imágenes deformadas y
una imagen de la probeta sin deformar, que actúa como imagen de referencia.
Para facilitar dicha correlación, se aplica un patrón estocástico de manchas a
la superficie de la muestra para proporcionar variaciones aleatorias del nivel
de grises, cuya calidad es fundamental para la precisión en el cálculo de los
desplazamientos.
El proceso de pintado de las probetas se ha realizado mediante el uso
de sprays, eligiendo un patrón de motas negras sobre fondo blanco, ya que
proporciona mejores resultados que los patrones de fondo negro con motas
blancas [112]. En la Fig.4.5 pueden verse dos de las probetas ensayadas, después
del proceso de pintado.
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Figura 4.5. Probetas con patrón moteado realizado con spray
Como resultado, el software proporciona un mapa de deformación longi-
tudinal en la zona de interés seleccionada, tal y como aparece en la Fig.4.6,
pudiéndose posteriormente seleccionar un punto en concreto del que obtener
la evolución de la deformación con el tiempo.
Figura 4.6. Mapa de deformación longitudinal obtenido mediante la herramienta de
videocorrelación de imágenes
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Resultados obtenidos
En lo referente a los ensayos piloto realizados tanto con banda extensomé-
trica como con la técnica de videocorrelación de imágenes, las curvas tensión-
deformación obtenidas se recogen en la Fig.4.7. Dichos ensayos piloto de trac-
ción uniaxial se han realizado a dos velocidades de deformación diferentes:
ε˙ = 0,001 s−1 y ε˙ = 0,0001 s−1, ambas dentro del régimen cuasiestático.
Observando la Fig.4.7 se puede comprobar que los resultados obtenidos
para ambas velocidades de deformación mediante las dos técnicas, son muy
similares hasta un determinado valor de deformación, a partir del cual la señal
de las bandas extensométricas desaparece. Esto es debido al despegue de las
mismas producido por la excesiva deformación aparecida en la zona del fuste
de las probetas.






















ε˙ = 0.001 s−1 - Banda
ε˙ = 0.001 s−1 - DIC
ε˙ = 0.0001 s−1 - Banda
ε˙ = 0.0001 s−1 - DIC
Figura 4.7. Comparación de los resultados obtenidos mediante banda extensométrica y
videocorrelación de imágenes
Por este motivo, utilizando únicamente bandas extensométricas, apenas se
recoge el comportamiento plástico del material, perdiendo una gran cantidad
de información del mismo. Este hecho pone de maniﬁesto las ventajas del uso
de la técnica de videocorrelación de imágenes en este caso, ya que es capaz de




Los ensayos de caracterización se han realizado a temperatura ambiente, con-
siderando cuatro velocidades de deformación: ε˙ = 0,0001 s−1, ε˙ = 0,0005 s−1,
ε˙ = 0,001 s−1 y ε˙ = 0,005 s−1, que se corresponden con unas velocidades de
desplazamiento del cabezal de 1, 5, 10 y 50 mm/s, respectivamente. Se han rea-
lizado 3 ensayos para cada velocidad de deformación considerada, obteniendo
unos valores promedio y desviaciones típicas, que se recogen en la tabla 4.1.
ε˙ [1/s] E [MPa] σy [MPa]
0,0001 2409,90± 16,53 49,70± 4,56
0,0005 2387,65± 34,71 51,09± 2,11
0,001 2418,83± 93,15 50,53± 1,29
0,005 2405,80± 53,55 50,87± 2,68
Tabla 4.1. Módulo de elasticidad y límite elástico del PC obtenidos en los ensayos de
caracterización
A la vista de los resultados obtenidos, se puede comprobar que para las ve-
locidades de deformación ensayadas (limitadas por la capacidad de la máquina
utilizada), no existe gran influencia de dicha velocidad de deformación en los
valores de módulo de elasticidad y límite elástico. Por ello, se tomará un único
valor promedio de ambos parámetros, que serán considerados representativos
en régimen cuasiestático. Dichos valores promedio se recogen en la tabla 4.2,
junto con los valores proporcionados en [1] en negrita. Se puede comprobar
como tanto el valor del módulo de elasticidad como el del límite elástico son
muy similares a los presentados en [1], por lo que el PC utilizado en ambos
casos es equivalente, al menos en régimen cuasiestático.
E [MPa] σy [MPa]
2405,55± 13,11 ≈ 2400 50,55± 0,61 ≈ 50,4
Tabla 4.2. Módulo de elasticidad y límite elástico cuasiestáticos
En la Fig.4.8, se muestran los resultados de cuatro de los ensayos de tracción
uniaxial realizados, uno para cada velocidad de deformación considerada. En
dicha figura se puede observar como el comportamiento del material en el
rango de velocidades de deformación ensayadas es muy similar. En todos los
casos se observa un predominante comportamiento plástico, y una disminución
de la tensión después de sobrepasarse el comportamiento puramente elástico
(“ablandamiento” característico del PC).
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ε˙ = 0.0001 s−1
ε˙ = 0.0005 s−1
ε˙ = 0.001 s−1
ε˙ = 0.005 s−1
Figura 4.8. Curvas tensión-deformación obtenidas en los ensayos de caracterización
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4.2.3. Ensayos de tracción dinámica
Metodología del ensayo
Para estos ensayos, se ha empleado una máquina Instron VHS de alta
velocidad (ver Fig.4.9), la cual puede alcanzar unas velocidades máximas de
desplazamiento de los cabezales comprendidas entre 1m/s ≤ vcab ≤ 20m/s.
Figura 4.9. Máquina Instron VHS de alta velocidad
El funcionamiento de la máquina Instron VHS se basa en el sistema de agarre
denominado Fast Jaw. Dicho sistema se fundamenta en dos mordazas de agarre
que se encuentran separadas al inicio del ensayo gracias a la acción de un par
de cuñas angulares. En los primeros instantes, el actuador hidráulico comienza
su movimiento descendente dejando que la probeta (el útil de tracción en este
caso) pase libremente entre las mordazas. Alcanzada una posición determinada,
las cuñas son golpeadas por un sistema de barras ajustables, liberando así
la energía acumulada en cuatro tornillos pretensados, y causando que las
mordazas sujeten la superficie de la probeta y apliquen la velocidad de carga
deseada sobre ésta. Los detalles del funcionamiento de la máquina Instron VHS
se pueden encontrar en el trabajo de Battams [114].
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Resultados obtenidos
Se han realizado ensayos a dos velocidades de deformación: ε˙ = 20 s−1 y
ε˙ = 100 s−1, que se corresponden con unas velocidades de desplazamiento
del cabezal de 1 y 5 m/s respectivamente. Los resultados de estos ensayos,
se presentan en la Fig.4.10, junto con las curvas correspondientes al modelo
constitutivo empleado en esta Tesis (Ec.(3.1) para las mismas velocidades de
deformación.

























ε˙ = 20 s−1 - Experimental
ε˙ = 100 s−1 - Experimental
ε˙ = 20 s−1 - Modelo Propuesto
ε˙ = 100 s−1 - Modelo Propuesto
Figura 4.10. Curvas tensión-deformación obtenidas en los ensayos de tracción dinámica
Se observa que las diferencias entre los resultados experimentales y el
modelo constitutivo empleado no son muy elevadas, obteniéndose unos errores
máximos de aproximadamente un 10% en los puntos de mayor diferencia entre
ambos. Por lo tanto, se puede aﬁrmar que el PC utilizado en [1] es muy similar
al utilizado en los ensayos de ﬂexión dinámica en tres puntos.
En la Fig.4.10 se puede comprobar como, aunque en los ensayos de tracción
uniaxial realizados el “ablandamiento” post-plastiﬁcación observado es bastan-
te pronunciado, dicha circunstancia se atenúa para velocidades de deformación
elevadas, tal y como también corroboran los resultados experimentales obteni-
dos por Yu et al. [76] o los realizados por Cao et al. [115]. Por lo tanto, teniendo
en cuenta que tanto los ensayos de calibración, como los de validación y el caso
de aplicación real que se presentarán a continuación, llevan asociadas unas
53
4. Procedimiento experimental
velocidades de deformación medias-altas, el hecho de no tener en cuenta el
“ablandamiento” post-plastificación puede considerarse una hipótesis simplifi-
cativa adecuada, justificando el modelo constitutivo presentado en el capítulo 3
(representado gráficamente en la Fig.3.1).
4.3. Ensayos de calibración: impacto asimétrico en probeta pla-
na con entalla simple [1]
Los ensayos experimentales elegidos para calibrar el modelo de daño pro-
puesto, han sido los realizados por Ravi-Chandar et al. [1], los cuales consisten
en el impacto asimétrico de un proyectil cilíndrico contra una probeta pla-
na con entalla simple, ambos fabricados de PC. En la Fig.4.11 se muestra la
configuración de dicho ensayo de forma esquemática.
Figura 4.11. Representación esquemática del ensayo realizado por Ravi-Chandar et al.
[1]
4.3.1. Descripción de probetas y proyectil
Para evaluar la transición frágil-dúctil en el modo de fallo, se utilizaron
probetas planas de PC con entalla simple, de altura H = 400mm, ancho W =
100mm, espesor B = 6mm, y entalla de longitud l = 12,7mm y ancho w =
0,3mm. El tamaño de la probeta fue determinado de forma que las ondas
reflejadas en su contorno no alcanzaran el extremo de la entalla hasta pasado al
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menos 100 µs, de forma que durante ese tiempo, la única carga actuante en el
extremo de la entalla fuera la debida al impacto del proyectil.
En lo que concierne al proyectil, se trata de un proyectil cilíndrico fabricado
también en PC, cuyo diámetro es d = 50mm y su longitud L = 100mm. Tanto
la geometría de la probeta como la del proyectil se detallan en la Fig.4.12.
(a) Geometría de la pro-
beta
(b) Detalle de la entalla
(c) Geometría del proyectil
Figura 4.12. Geometría de probeta y proyectil utilizados por Ravi-Chandar et al. [1]
(cotas en mm.)
4.3.2. Metodología del ensayo
Este ensayo es una variación del realizado por Kalthoff [10], que considera
una única entalla en lugar de dos. La elección de una probeta con entalla
simple, es debida a que con una única entalla se consigue que el extremo de la
misma esté sometido a las cargas inducidas por el pulso incidente del impacto
durante una mayor duración, evitando los efectos de las reflexiones de ondas
producidas por la entalla vecina.
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Este pulso incidente se consigue lanzando un proyectil cilíndrico de PC
mediante un cañón de aire comprimido con capacidad para impactar entre 5 y
100 m/s. El alineamiento del proyectil con la probeta es crítico para la correcta
interpretación de los resultados obtenidos, por este motivo, la probeta se coloca
lo más cerca posible a la zona de salida del cañón. La velocidad de impacto se
obtiene a partir de la secuencia de imágenes capturadas por una cámara de alta
velocidad, capaz de almacenar 100.000 frames por segundo.
La probeta se dispone de forma tal que el proyectil impacte en su mitad
superior, tal y como se representa en la Fig.4.11, considerando una altura de
impacto (concepto definido en la Fig.4.13) nula (h = 0mm).
Figura 4.13. Definición del concepto: h = altura de impacto
En cuanto al método de sujeción de la probeta, no queda claramente especi-
ficado, aunque sí se determina que se impide el desplazamiento vertical en el
extremo inferior de la misma, dejando libre el desplazamiento horizontal.
4.3.3. Resultados obtenidos
Los resultados presentados por Ravi-Chandar et al. [1] se recogen en la
Fig.4.14. En dicha figura se observa la transición frágil-dúctil en el modo de
fallo producida en el PC al aumentar la velocidad de impacto del proyectil, y
por lo tanto la velocidad de deformación en la zona del extremo de la entalla. La
conclusión alcanzada es que dicha transición se produce cuando la velocidad
de impacto del proyectil es de aproximadamente 55 m/s, por debajo de la
cual, se produce una fractura frágil del material por modo I, (Fig.4.14(a)). Para
velocidades de impacto superiores a los 55 m/s, el modo de fallo que aparece
es el de fractura dúctil (Fig.4.14(b)).
Es necesario destacar que en estos ensayos experimentales se consideró un
único espesor de probeta, B = 6mm, por lo que solo se pudo analizar la in-
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(a) Modo de fallo frágil (b) Modo de fallo dúctil
Figura 4.14. Resultados obtenidos por Ravi-Chandar et al. [1]
fluencia de la velocidad de deformación en el proceso de transición frágil-dúctil
en el modo de fallo, y no la influencia del espesor de la probeta considerada.
Fractura frágil
Observando la Fig.4.14(a) se aprecian dos trayectorias de propagación de
fisura, una en la zona inferior al impacto, señalada por la letra B, y otra en
la zona superior, destacada con la letra L. La primera fisura en aparecer es la
fisura B, que crece desde el extremo de la entalla estableciendo un ángulo con
la horizontal de aproximadamente 70◦. Esta primera fisura aparece entes de
que se produzca la reflexión de las ondas de compresión en los bordes de la
probeta, y se propaga hasta que estas ondas reflejadas alcanzan la zona del
extremo de fisura, momento en el cual la propagación se detiene. La fisura L
aparece instantes después, debido a la interacción que se produce entre las
ondas reflejadas y el extremo de la entalla inicial, propagándose en dirección
opuesta a la fisura B. Examinando la superficie de fractura, resulta evidente
que las características observadas son propias de un modo I de deformación en
PC.
Experimentalmente se ha determinado que el tiempo de inicio de la fisura B
(primera en aparecer) es de aproximadamente unos 50µs desde que se produce
el contacto entre proyectil y probeta, mientras que el tiempo de inicio de la




El modo de fractura dúctil aparece representado en la Fig.4.14(b). En este
caso, se produce la aparición de una banda de cortadura que da lugar a un
crecimiento de fisura desde el extremo de la entalla, hasta una distancia de
aproximadamente 10mm, instante en el cual la propagación se detiene; aunque
en ningún momento se proporciona información referida al tiempo de inicio
de la fisura desde que se produce el contacto entre probeta y proyectil. La
dirección de propagación de la fisura para este modo de fractura, forma unos
10◦ aproximadamente con la horizontal. Esta transición en el modo de fallo
observada en el PC es similar a las transiciones observadas por Kalthoff [10],
Zhou et al. [14] y Mason et al. [17] en materiales metálicos.
4.4. Ensayos de validación: flexión dinámica en tres puntos
Para validar el modelo de daño propuesto en la presente Tesis Doctoral,
se va a realizar un amplio programa experimental consistente en ensayos de
flexión dinámica en tres puntos en probetas de PC entalladas. Para ello se utiliza
una Barra Hopkinson modificada, que permite realizar ensayos de flexión en
tres puntos alcanzando velocidades de deformación relativamente elevadas.
El objetivo de estos ensayos será deformar tanto en modo I como en mo-
do mixto (considerando entalla excéntrica) probetas previamente entalladas,
pretendiendo capturar la transición en el modo de fallo propia del material con-
siderado. Se obtendrá el instante de tiempo en el que se produce el inicio de la
propagación de la fisura en la probeta, y se analizará el proceso de propagación
de la misma, calculando la velocidad y la dirección de propagación de ésta.
Para verificar la robustez del modelo de daño implementado, se van a analizar
diferentes espesores de probeta y posiciones de entalla.
4.4.1. Descripción de las probetas
Para la realización de los ensayos de flexión en tres puntos, se han empleado
probetas entalladas de PC, que han sido obtenidas a partir de planchas de
distintos espesores, mediante corte por chorro de agua.
Se han mecanizado probetas con distinto espesor y posición de entalla, cuya
geometría (longitud L, cantoW , espesorB, longitud inicial de entalla l, anchura
de entalla w, excentricidad de la entalla d) se detalla en la Fig.4.15 .
Alguno parámetros, como el espesor de la probeta y la excentricidad de
la entalla, pueden tomar distinto valor según el caso analizado, mientras que
otros tienen un valor fijo (ver tabla 4.3):
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l
Figura 4.15. Geometría de las probetas utilizadas en los ensayos de ﬂexión en tres
puntos
◦ Espesor de la probeta: se han considerado tres valores de espesor diferentes:
B1 = 5mm, B2 = 10mm y B3 = 20mm.
◦ Excentricidad de la entalla: igualmente, se han considerado tres posiciones
de entalla: d1 = 0mm, d2 = 15mm y d3 = 30mm.
L [mm] W [mm] l [mm] w [mm]
100 20 5 2
Tabla 4.3. Dimensiones ﬁjas de las probetas utilizadas en los ensayos de validación
4.4.2. Metodología del ensayo
El dispositivo experimental utilizado para realización de los ensayos de
ﬂexión en tres puntos está basado en una modiﬁcación de la Barra Hopkinson












Los elementos que configuran dicho dispositivo experimental son los si-
guientes:
Dispositivo de disparo
Consistente en un tubo de longitud 1,5m, en cuyo interior se encuentra un
proyectil cilíndrico de 330mm de longitud y 22mm de diámetro, que desliza sin
rozamiento impulsado por aire comprimido. La presión de aire proporcionada
se puede controlar a través de una electroválvula de caudal regulable.
Medidor de velocidad
Formado por dos sensores láser que captan el paso del proyectil, calculando
la velocidad del mismo.
Barra incidente
Recibe el impacto del proyectil, transmitiendo el pulso de compresión gene-
rado en el choque. La longitud de la barra incidente es de 1m, y su diámetro
de 22mm, exactamente el mismo que el del proyectil. Ambos elementos están
fabricados también en el mismo material, acero SAE 0-1, cuyas propiedades
mecánicas y composición química se recogen en las tablas 4.4 y 4.5 respectiva-
mente.
E [GPa] σy [MPa] σR [MPa] Alarg. [ %]
204 616,5 707,5 56
Tabla 4.4. Propiedades mecánicas del acero SAE 0-1
C Si Mn Cr Mo Ni V W Fe
0,75 0,25 0,50 0,50 0,33 − 0,25 0,60 96,82
Tabla 4.5. Composición química del acero SAE 0-1. Valores en %
El extremo de la barra que impacta con la probeta posee una variación
geométrica, adoptando una forma similar a la nariz del martillo propio de
un péndulo Charpy (EN10045/1, 1990), tal y como se puede comprobar en la
Fig.4.17.
Con el objetivo de calibrar el modelo numérico realizado, y que será desarro-
llado en el capítulo 5, se realizaron ensayos en vacío con la barra instrumentada,
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Figura 4.17. Extremo de la barra incidente modificada
colocando 4 bandas extensométricas de 350 Ω (VISHAY, tipo CEA-06-125UN-
350) en el punto medio de la misma, configuradas en puente de Wheatstone
completo.
Útil de flexión en tres puntos
La sujeción y posicionamiento de la probeta se realiza con un útil de flexión
en tres puntos de acero F125 [116], que aprovecha sus adecuadas propiedades
ante fatiga e impacto.
En la Fig.4.18 se muestra el útil utilizado con la probeta posicionada, apoya-
da sobre dos rodillos de diámetro 10 mm separados 80 mm entre sí. Dispone
además de un sistema de tornillos y resortes que permiten sujetar las probetas
en posición vertical, ya que debido a la configuración del dispositivo global (tal
y como se muestra en la Fig.4.16), ésa va a ser la posición en la que es necesario
colocar las probetas ensayadas.
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Figura 4.18. Útil de flexión en tres puntos utilizado en los ensayos de Barra Hopkinson
modificada
Sistema de iluminación y adquisición de imágenes
La obtención de información en este tipo de ensayos, se ha realizado me-
diante técnicas de fotografía de alta velocidad, lo cual requiere el empleo de
equipos de iluminación y adquisición de imágenes específicos adecuados a la
velocidad característica del ensayo.
Dada la elevada velocidad a la cual puede propagarse una fisura en este
tipo de materiales durante el ensayo, se han utilizado 2 cámaras digitales mo-
nocromo de alta velocidad, PHOTRON FASTCAM SA-Z (ver Fig.4.19), capaces
de adquirir hasta 2.1 millones de imágenes por segundo y obtener secuencias
de imágenes completas del proceso de fractura.
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Figura 4.19. Cámara Photron Fastcam SA-Z
Estas cámaras, que actúan de manera sincronizada, se disponen de manera
tal y como se muestra en la Fig.4.20).
En dicha imagen se aprecia que:
◦ la cámara 1 enfoca la zona próxima al extremo de la entalla en dirección
oblicua a la misma, permitiendo detectar el instante en el que comienza a
crecer el daño en el interior de la probeta (ver Fig.4.21(a)).
◦ la cámara 2 enfoca de manera perpendicular a la probeta, engloba al punto
de contacto entra barra incidente y probeta, así como la entalla de la
misma. Se encarga de registrar el avance de la fisura durante el ensayo
(ver Fig.4.21(b)).
El tamaño de la ventana de grabado de las cámaras depende de la posición
de la entalla, procurando que en la misma imagen aparezcan tanto el punto
de contacto de la barra incidente con la probeta, como el extremo de la entalla.
Así mismo, el tamaño de la ventana debe ser lo suficientemente grande como
para grabar el proceso de propagación de la fisura, y calcular la velocidad de





Figura 4.20. Sistema de iluminación y adquisición de imágenes
(a) Imagen tomada por la cámara 1 (b) Imagen tomada por la cámara 2
Figura 4.21. Ejemplos de las imágenes tomadas por las cámaras de alta velocidad
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Para iluminar de manera adecuada las probetas ensayadas se ha utilizado
un sistema de focos HV-VISION de tecnología LED (Fig. 4.22), capaces de
iluminar la probeta a máxima intensidad durante un breve periodo de tiempo
sin calentarla. La sincronización de los focos con el ensayo se realiza mediante
un trigger automático asociado al disparador de la barra.
Figura 4.22. Sistema de focos
4.4.3. Resultados obtenidos
Tal y como se ha comentado, se han considerado tres espesores diferentes de
probeta, tres posiciones de entalla y tres velocidades de impacto, realizando un
mínimo de tres repeticiones por ensayo, finalizando este bloque de la campaña
experimental con aproximadamente 90 ensayos en total.
A la hora de identificar las diferentes probetas, se ha determinado una
nomenclatura en la que se hace referencia al espesor de la mismaB, a la posición
de la entalla d, a la presión a la cual se ha realizado el ensayo P , y al número
de probeta N , lo cual se muestra de forma esquemática en la Fig.4.23. De esta
forma, si se quiere hacer referencia a la probeta número 3 de espesor 10 mm,
con entalla centrada y ensayada a una presión de 2 bar, su identificación será:
B10d0P2N3. Si, por el contrario, es necesario referirse de forma genérica a todas
las probetas cuya entalla se encuentra a 30 mm del centro, con independencia
de su espesor y de la presión del ensayo, se identificarán como: d30.
La velocidad de propagación de fisura se ha calculado a partir de la longitud
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Figura 4.23. Nomenclatura utilizada para designar las probetas en los ensayos de
ﬂexión en tres puntos
de la misma en cada instante de tiempo. Para ello, se han obtenido, en cada
fotograma, las coordenadas del extremo de ﬁsura y la coordenada horizontal
del punto correspondiente al extremo del labio superior de la entalla, el cual se
tomará como punto de referencia, tal y como se muestra en la Fig.4.24.
Figura 4.24. Puntos de referencia para el cálculo de la longitud de ﬁsura
De esta forma, se pretende tener en cuenta que a la vez que la ﬁsura se pro-
paga, la zona de la probeta que rodea al extremo de la misma también sufre un
desplazamiento horizontal debido al impacto. Así, la distancia horizontal real
que se ha propagado la ﬁsura en el intervalo entre dos imágenes consecutivas
(i e i+ 1), se calcula como:
Δui+1 = |xi+1 − xi|extremo fisura − |xi+1 − xi|pto. referencia (4.1)
De esta forma, se considera únicamente el desplazamiento horizontal del
punto de referencia debido al movimiento de traslación de la probeta como
sólido rígido, despreciando el desplazamiento horizontal de dicho punto debido
a la rotación que sufre el labio superior de la entalla por la ﬂexión de la probeta.
En la secuencia de imágenes mostrada en la Fig.4.25, se puede comprobar
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como la rotación del labio superior de la entalla debida a la flexión de la
probeta es prácticamente inapreciable, por lo que la decisión de despreciar el
desplazamiento horizontal del punto de referencia debido a dicha flexión puede
considerarse válida.
Figura 4.25. Secuencia de imágenes obtenidas durante el proceso de fractura
En cuanto a la distancia que se propaga el frente de fisura en dirección
vertical, se calculará según la expresión:
∆vi+1 = |yi+1 − yi|extremo fisura (4.2)
sin tener en cuenta, en este caso, la posición del punto de referencia, ya que la
probeta no se desplaza verticalmente durante el impacto.
Finalmente, el incremento de longitud total de la fisura se calcula, teniendo
en cuenta las Ecs.(4.1) y (4.2), como:
∆ai+1 =
√
(∆ui+1)2 + (∆vi+1)2 (4.3)
pudiéndose obtener así, un registro de la longitud total de fisura en cada
instante de tiempo, a(t), sumando los correspondientes incrementos.
El último paso, es obtener la velocidad de propagación en cada instante de





donde ∆t es el intervalo entre dos imágenes consecutivas. El valor de veloci-
dad de propagación para cada ensayo concreto, a˙, se obtendrá promediando





A continuación se presentan los resultados obtenidos para cada espesor
de probeta considerado, analizándose el modo de fallo observado, el tiempo
transcurrido entre el contacto y el inicio de rotura, y la evolución de la fisura
generada, en términos de su longitud y su velocidad de propagación. Es im-
portante aclarar que las probetas con mayor excentricidad de entalla, tipo d30,
no llegan a romper para ninguno de los espesores ni velocidades de impacto
analizados. Por este motivo, en los resultados expuestos a continuación, no se
recoge ningún dato en referencia a probetas de este tipo.
Probetas de menor espesor: Todas las probetas de espesor B = 5mm sufren
fractura de tipo dúctil, independientemente de la posición de la entalla y de la
velocidad de impacto. En la Fig.4.26 se pueden observar dos probetas de tipo
B5 ensayadas, y se puede comprobar como la superficie de fractura presenta
características típicas de una rotura dúctil, produciéndose un estrechamiento
del espesor debido a la deformación plástica, y apareciendo los diferentes
frentes de fisura que se van originando a medida que la fisura avanza. Como se
puede apreciar en uno de los ejemplos mostrados en la Fig.4.26(b), han habido
probetas en las que la fisura no ha atravesado del todo el ancho de las mismas,
deteniéndose en un punto cercano a la zona de contacto entre probeta y barra
incidente.
Las presiones a las cuales se ha lanzado el proyectil para las probetas de
este espesor han sido: P1 = 1 bar, P2 = 1,5 bar yP3 = 1,75 bar. Las velocidades
alcanzadas por el proyectil en cada uno de los ensayos realizados se recogen en
la tabla 4.6, pudiéndose observar que existen pequeñas oscilaciones para un
mismo valor de presión.
Tal y como se ha comentado anteriormente, para cada ensayo se han calcula-
do tanto la longitud de la entalla en función del tiempo a(t), como su velocidad
a˙(t). A modo de ejemplo, se muestran en las Figs.4.27(a) y 4.27(b), los resultados
obtenidos para una probeta cuyo comportamiento es representativo del resto de
probetas ensayadas, en concreto se trata de la probeta B5d0P1N3. La velocidad
de propagación crítica de Rayleigh CR, que establece un límite superior teórico
para la velocidad de propagación de fisuras en sólidos, es de aproximadamente
CR = 1000m/s para el PC [117], valor que no llega a superarse en ninguno de
los ensayos realizados.
En el caso concreto de la probeta B5d0P1N3, el valor promedio de los repre-
sentados en la Fig.4.27(b), es de ˙¯a = 1588,01mm/s. Se trata de una velocidad
de propagación bastante baja, propia del modo de fractura dúctil, si se compara
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(a) Superﬁcie de fractura en probeta B5
(b) Fractura dúctil en probeta B5
Figura 4.26. Ejemplos de probetas B5 ensayadas














9,86± 0,32 13,22± 0,14 15,34± 0,08
Tabla 4.6. Velocidades de impacto alcanzadas por el proyectil (m/s) en probetas B5
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(a) Longitud de ﬁsura frente al tiempo
















(b) Velocidad de propagación de ﬁsura frente al tiempo
Figura 4.27. Longitud y velocidad de propagación de ﬁsura en probeta tipoB5d0P1N3
- Rotura dúctil
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con la velocidad que se obtiene en las probetas que sufren un modo de fallo
frágil (como se verá más adelante).
En la Fig.4.28, se muestran las velocidades de propagación obtenidas en
función de la velocidad de impacto, para las probetas de tipo B5d0 y las de
tipo B5d15. En dicha gráﬁca, se muestran los valores obtenidos para cada
ensayo, así como los valores promedio correspondientes a una misma presión
de lanzamiento del proyectil. Todos estos resultados son los que se recogen en
la tabla 4.7. Se puede observar como a medida que aumenta la velocidad del
impacto, la velocidad de propagación de ﬁsura también se vuelve más elevada,
tanto en las probetas tipo B5d0 como en las B5d15, debido al aumento de
energía proporcionada a la probeta como resultado del aumento en la energía
cinética del proyectil.
11 12 13 14 15























Figura 4.28. Velocidades de propagación de ﬁsura en probetas B5 en función de la
velocidad de impacto del proyectil
Además, comparando las diferentes posiciones de entalla inicial, se aprecia
que las probetas con entalla excéntrica necesitan una velocidad de impacto
mayor que las probetas con entalla centrada para empezar a romper, debido
a que en las probetas con entalla excéntrica, las tensiones que se alcanzan en
el extremo de la misma son menores para una misma velocidad de impacto.
En los casos en los que tanto las probetas B5d0 como las B5d15 rompen, se
observa que para un mismo valor de velocidad de impacto, las velocidades
de propagación de ﬁsura alcanzadas en probetas con entalla excéntrica son
mayores que las obtenidas en probetas con entalla centrada.
71
4. Procedimiento experimental
Para proporcionar una posible explicación a esta diferencia observada ex-
perimentalmente, es necesario tener en cuenta que en las probetas con entalla
centrada, la zona por la que propaga la fisura se encuentra más próxima al pun-
to de impacto. En los casos de fractura dúctil, además, se producen sucesivos
choques de la barra incidente contra la probeta durante el proceso de propaga-
ción de la fisura, debido al tiempo que esta tarda en propagarse y al fenómeno
de propagación de ondas a lo largo de la barra. Debido a esto, las sucesivas
ondas de choque generadas desde el punto de impacto alcanzan antes el frente
de fisura en las probetas de tipo B5d0 que en las de tipo B5d15, ralentizando
por lo tanto su avance, y provocando así que la velocidad de propagación de
fisura sea mayor en el caso de entalla excéntrica.














No rompen 4393,24± 208,29 6079,59± 207,30
Tabla 4.7. Velocidades de propagación de fisura (mm/s) en probetas B5
Con respecto al tiempo transcurrido entre el contacto de la barra incidente
con la probeta, y el inicio de la fractura de la misma, en la tabla 4.8 se recogen
los resultados obtenidos. Lógicamente, a medida que la presión aumenta (y
con ello la velocidad de impacto), el tiempo transcurrido entre el contacto y la
rotura disminuye, tanto para las probetas de tipo d0 como las de tipo d15.
Además se puede comprobar que para una misma presión, la rotura tarda
más en iniciarse en las probetas con entalla excéntrica, debido a que el frente de
ondas producido por el impacto debe recorrer una distancia mayor hasta llegar
el extremo de la entalla y generarse así la fractura correspondiente.
Probetas de mayor espesor: Se van a analizar ahora los resultados obtenidos
en probetas de espesor B = 20mm, dejando las de espesor intermedio para
el final. Para las probetas de tipo B20, las presiones a las que se ha lanzado
el proyectil han sido: P1 = 1,75 bar, P2 = 2,25 bar y P3 = 2,5 bar, y el modo
72
4.4. Ensayos de validación: flexión dinámica en tres puntos















No rompen 2800± 60 2190± 23
Tabla 4.8. Tiempos de inicio de rotura (µs) en probetas B5
de fallo observado para todas ellas, independientemente de la posición de la
entalla, ha sido siempre de tipo frágil. Las velocidades de impacto del proyectil,
en función de la presión establecida en cada ensayo, se recogen en la tabla 4.9.
















15,26± 0,08 18,02± 0,28 19,56± 0,40
Tabla 4.9. Velocidades de impacto alcanzadas por el proyectil (m/s) en probetas B20
En la Fig.4.29 se muestran dos probetas ensayadas de tipo B20, la primera
con entalla centrada, y la segunda con entalla excéntrica. Observando la su-
perficie de fractura de ambas, se puede comprobar como la fractura se inicia
en la zona central de la entalla, propagándose posteriormente a lo largo del
espesor hacia las superficies libres y cara posterior de la probeta, tal y como
aparece señalado en la Fig.4.29(a). Además, en estos casos de fractura frágil,
no se aprecia reducción del espesor debido a deformaciones plásticas, ya que
estas son prácticamente inexistentes a lo largo de la superficie de fractura; ni
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tampoco los frentes de ﬁsura que aparecían en los casos de fractura dúctil, ya
que esta propaga sin detenerse.
(a) Probeta tipo B20d0
(b) Probeta tipo B20d15
Figura 4.29. Ejemplos de probetas B20 ensayadas
En los resultados obtenidos de las cámaras de alta velocidad, se puede
comprobar, tal y como se recoge en la Fig.4.30, que la fractura no se inicia en el
borde de la entalla, sino que se produce a una determinada distancia hacia el
interior de la misma, hecho característico del modo de fractura frágil, y que ha
sido observado también por otros autores [23].
Inicio Fallo 
Frágil
Figura 4.30. Punto de inicio de fractura en el modo de fallo frágil
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En la tabla 4.10 se resumen los valores promedio de las distancias a las
que se produce el inicio de la fractura frágil, medidas desde el extremo de la
entalla. Los resultados obtenidos no muestran una tendencia clara en cuanto a
la relación entre dicha distancia y las velocidades de impacto o la excentricidad
de la entalla. Por otro lado, algunos autores [20, 23] han establecido una relación
con el radio de la entalla inicial existente. En esta Tesis se ha considerado el
mismo radio inicial para todos los casos, por lo que no se ha podido verificar
dicha dependencia.
P1 = 1,75 bar P2 = 2,25 bar P3 = 2,5 bar
B20d0 1,4± 0,3 1,2± 0,2 0,8± 0,3
B20d15 1,2± 0,2 1,4± 0,2 1,1± 0,3
Tabla 4.10. Distancias de inicio de fractura frágil (mm), medidas desde el extremo de
entalla en probetas B20
Al igual que en el caso de las probetas de menor espesor, se van a mostrar a
modo de ejemplo (ver Fig.4.31) los resultados obtenidos para una probeta repre-
sentativa (B20d15P2,25N1), en cuanto a la longitud de fisura a(t) y velocidad
de propagación de la misma a˙(t) frente al tiempo.
Si se comparan los resultados mostrados en la Fig.4.31, con los de la Fig.4.27
correspondientes a un caso de fractura dúctil, se puede observar como las
velocidades de propagación alcanzadas en el modo de fallo frágil son dos
órdenes de magnitud mayores, sin llegar a superar la velocidad de propagación
crítica de Rayleigh (CR = 1000m/s) en ningún caso. En concreto, el valor de
velocidad de propagación promedio del ejemplo mostrado en la Fig.4.31(b), es
de ˙¯a = 248,33m/s.
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(a) Longitud de ﬁsura frente al tiempo


















(b) Velocidad de propagación de ﬁsura frente al tiempo
Figura 4.31. Longitud y velocidad de propagación de ﬁsura en probeta tipo
B20d15P2,25N1 - Rotura frágil
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Los valores de velocidad de propagación de ﬁsura obtenidos en todos los
ensayos realizados sobre probetas de tipo B20 se recogen en la tabla 4.11, y se
representan gráﬁcamente en la Fig.4.32.
















251,37± 14,97 242,65± 9,94 237,72± 7,32
Tabla 4.11. Velocidades de propagación de ﬁsura (m/s) en probetas B20
15 16 17 18 19 20























Figura 4.32. Velocidades de propagación de ﬁsura en probetas B20 en función de la
velocidad de impacto del proyectil
Al contrario de lo que ocurría con las probetas de menor espesor, en el caso
de las probetas de tipo B20 no existe una tendencia clara en cuanto a la relación
entre la velocidad de impacto y la velocidad de propagación de ﬁsura. En las
probetas con entalla centrada parece que la velocidad de propagación aumenta
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con la velocidad de impacto, aunque la variación es de apenas un 9 %; mientras
que en las probetas con entalla excéntrica la tendencia se invierte, observándose
una ligera disminución de la velocidad de propagación (de aproximadamente
un 5 %) al aumentar la velocidad de impacto. Debido a que estas variaciones
son tan reducidas, se podría considerar cierta independencia entre velocidad
de impacto y velocidad de propagación para el modo de fallo frágil, al menos
en el rango de valores analizados, siendo recomendable realizar más ensayos
ampliando el rango de velocidades de impacto para poder verificar dicha
afirmación.
Tampoco se encuentran grandes diferencias al comparar las dos posiciones
de entalla consideradas, obteniéndose en este caso unos valores de velocidad
de propagación ligeramente superiores (en torno al 12 % en el punto de mayor
diferencia entre ambas) para el caso de entalla centrada.
















547± 12 217± 15 190± 10
Tabla 4.12. Tiempos de inicio de rotura (µs) en probetas B20
Analizando ahora el tiempo transcurrido entre el instante de contacto hasta
el inicio de rotura, puede observarse en la tabla 4.12 que dichos tiempos son
menores a medida que la velocidad de impacto aumenta, al igual que ocurría
para las probetas de tipo B5. En su conjunto, todos ellos son significativamente
menores a los que se obtuvieron para el modo de fallo dúctil observado en estas
últimas. Además, cuando la rotura producida es de tipo frágil, las diferencias
observadas al comparar las dos posiciones de entalla son mínimas, no tratán-
dose por lo tanto de un factor decisivo a la hora de determinar el instante de
inicio del fallo.
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Probetas de espesor intermedio: En el caso de probetas con espesorB = 10mm,
las presiones a las que se ha impulsado el proyectil han sido: P1 = 1,5 bar,
P2 = 1,75 bar y P3 = 2,25 bar, dando lugar a las velocidades de impacto del
proyectil recogidas en la tabla 4.13.


















No rompen 15,60± 0,26 17,61± 0,08
Tabla 4.13. Velocidades de impacto alcanzadas por el proyectil (m/s) en probetas B10
El modo de fallo predominante para este espesor ha sido el de fractura
dúctil, produciéndose una fractura de tipo frágil únicamente para la mayor de
las velocidades de impacto consideradas, y en probetas con entalla centrada.
Concretamente, para los correspondientes valores de presión y de excentricidad
de entalla se han ensayado cinco probetas, tres de las cuales han roto de manera
dúctil, y dos de manera frágil. En la Fig.4.33 se muestran dos de estas probetas,
la primera de las cuales (Fig.4.33(a)) ha sufrido una fractura de tipo dúctil a una
velocidad de impacto de 18m/s; y la segunda (Fig.4.33(b)), que ha roto según
un modo de fallo frágil a la misma velocidad de impacto. Se puede observar
como, tanto para el caso de fractura dúctil, como para el de fractura frágil, las
características observadas en las correspondientes superficies de fractura son
comunes a las descritas en los casos de probetas tipo B5 y B20 respectivamente.
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(a) Superﬁcie de fractura en probeta B10 con modo de
fallo dúctil
(b) Superﬁcie de fractura en probeta B10 con modo de
fallo frágil
(c) Fractura dúctil en probeta B10
Figura 4.33. Ejemplos de probetas B10 ensayadas
En la tabla 4.14 se recogen las velocidades de propagación de ﬁsura para
aquellas probetas de tipo B10 cuyo modo de fallo ha sido de tipo dúctil, valores
que se representan también gráﬁcamente en la Fig.4.34.
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No rompen 3219,76± 113,17 3608,43± 226,55
Tabla 4.14. Velocidades de propagación de ﬁsura (mm/s) en probetas B10 con modo
de fallo dúctil
14 15 16 17 18
























Figura 4.34. Velocidades de propagación de ﬁsura en probetas B10 con modo de fallo
dúctil, en función de la velocidad de impacto del proyectil
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Al igual que ocurría para las probetas de tipo B5, la velocidad de propa-
gación de fisura aumenta considerablemente para mayores velocidades de
impacto, sobre todo en las probetas con entalla centrada. Además, también se
cumple que para una misma velocidad de impacto, las probetas de tipo B10d15
presentan mayores velocidades de propagación de fisura que las de tipo B10d0.
En cuanto a las dos probetas que han roto según un modo de fractura frágil,
sus velocidades de propagación de fisura que se recogen en la tabla 4.15.







Tabla 4.15. Velocidades de propagación de fisura (m/s) en probetas B10 con modo de
fallo frágil
Como en los anteriores espesores analizados, se proporciona el tiempo
transcurrido desde el contacto entre barra incidente y probeta, hasta que se
inicia la fractura. Los valores correspondientes a las probetas de tipo B10
se recogen en la tabla 4.16. Las conclusiones en cuanto a estos valores, son
equivalentes a las obtenidas para las probetas de tipo B5 y B20.




















g − − 570
− − 580










No rompen 2500± 296 2120± 44
Tabla 4.16. Tiempos de inicio de rotura (µs) en probetas B10
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Análisis de resultados
En esta última sección correspondiente al capítulo dedicado al procedimien-
to experimental, se van a presentar las conclusiones obtenidas de los ensayos
de validación realizados.
En primer lugar, parece claro afirmar que existe una transición en el modo
de fallo en función del espesor de las probetas analizadas. Para las probetas
de tipo B20, de mayor espesor, se ha obtenido para todas las velocidades de
impacto ensayadas, e independientemente de la posición de la entalla, un
modo de fractura frágil. Por el contrario, para las probetas de tipo B5, las de
menor espesor, el modo de fallo observado ha sido de tipo dúctil, también con
independencia de la velocidad del impacto y de la excentricidad de la entalla
inicial. A consecuencia de esto, debe existir un valor de espesor crítico B∗,
que establezca la frontera entre los dos modos de fallo observados, debiendo
encontrarse aproximadamente en torno a los 10mm, ya que para dicho espesor
ya se observaron ambos modos de fractura en probetas de idéntica geometría y
para la misma velocidad de impacto.
B∗ ' 10mm (4.5)
Comparando la morfología de probetas cuya fractura ha sido debida a mo-
dos de fallo diferentes, se observa (ver Figs.4.26(a) y 4.33(a)) como los casos de
fractura dúctil llevan asociada una reducción considerable del espesor debido
al efecto Poisson y a las elevadas deformaciones plásticas producidas en torno a
la superficie de fractura, y muestran además los denominados frentes de fisura
en su superficie, debido al avance intermitente de la fisura durante su proceso
de propagación. En cuanto a la morfología de las probetas con fractura frágil,
se ha comprobado como el inicio del fallo se produce en el plano de simetría, y
se propaga a lo largo del espesor hacia las superficies libres (ver Figs.4.29(a) y
4.33(b)), dando lugar además a superficies de fractura más lisas.
Además, atendiendo a los valores de velocidad de propagación de fisura y
de tiempo de inicio de fractura, se ha observado que la rotura se genera antes
en los casos de fractura frágil, y que las velocidades de propagación en estos
casos son tres órdenes de magnitud superiores a las correspondientes al modo
de fractura dúctil.
Centrando el análisis en las probetas de tipo d15 (entalla excéntrica), se
puede comprobar en la Fig.4.35, como en los casos de fractura dúctil, la fisura
propaga desde el extremo de la entalla siguiendo una dirección prácticamente
horizontal; mientras que en los de fractura frágil, la fisura se propaga siguiendo
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una dirección perpendicular a la dirección principal máxima, la cual va cam-
biando a lo largo del proceso de propagación, ya que sigue el camino según el
cual las condiciones locales de carga corresponden a un modo I de deformación.
(a) Modo de fallo dúctil (b) Modo de fallo frágil
Figura 4.35. Direcciones de propagación de la ﬁsura en ambos modos de fallo para
probetas de tipo d15
Por último, en la Fig.4.36 se recogen las velocidades de propagación obteni-
das en probetas que han roto según un modo de fractura dúctil, pudiéndose
observar como para una misma velocidad de impacto, las velocidades de propa-
gación de ﬁsura son mayores en las probetas de menor espesor. Esto es debido a
que, a igualdad de energía de impacto aplicada a ambas probetas, la superﬁcie
de fractura creada también debe ser la misma, necesitando por lo tanto una
mayor longitud cuánto menor es el espesor.
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Figura 4.36. Velocidades de propagación de ﬁsura en probetas con modo de fallo dúctil,
en función de la velocidad de impacto del proyectil
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Comparando los espesores en el caso de fractura frágil, puede comprobarse
que sólo se ha obtenido un valor promedio de velocidad de propagación en pro-
betas de espesor B10 (ver tabla 4.15), siendo también mayor que los obtenidos
en probetas de espesor B20, recogidos en la tabla 4.32, por el mismo motivo
que el argumentado en el caso de fractura dúctil.
A modo de resumen se muestran en la Fig.4.37 los modos de fractura
observados en los ensayos experimentales realizados, para cada uno de los
espesores de probeta utilizados, en función de la velocidad de impacto. Se
puede comprobar como las probetas de mayor espesor (B20) han sufrido un
modo de fractura frágil independientemente de la velocidad de impacto, las
de menor espesor (B5) han roto según un modo de fractura dúctil, y en las de
espesor intermedio (B10) se ha observado como la rotura producida ha sido de
tipo dúctil, excepto para la mayor de las velocidades de impacto (vimp  18m/s)
a la que alguna de las probetas han roto de forma frágil.
Figura 4.37. Resumen de los modos de fractura observados experimentalmente, en







En este capítulo se van a detallar los modelos numéricos desarrollados para
llevar a cabo las simulaciones correspondientes a los ensayos de calibración y
validación. También se describirá la subrutina de usuario de tipo VUMAT desa-
rrollada, para implementar tanto el comportamiento constitutivo del material,
como el modelo de daño planteado en el capítulo 3.
5.2. Subrutina VUMAT desarrollada
Los modelos numéricos desarrollados se han implementado en el código
comercial de elementos finitos ABAQUS/Explicit (versión 6.11) [118], definien-
do tanto el comportamiento constitutivo del Policarbonato como el modelo de
daño a través de una subrutina de usuario de tipo VUMAT.
Este tipo de subrutina se utiliza para definir completamente el comporta-
miento de un material, cuando ninguno de los modelos incluidos en la librería
de ABAQUS/Explicit es capaz de representarlo de manera adecuada; y puede
ser utilizada para modelos unidimensionales, bidimensionales o tridimensiona-
les. Todos los modelos desarrollados en la presente Tesis Doctoral son de este
último tipo.
5.2.1. Ecuaciones constitutivas para modelos termoviscoplásticos
Para llevar a cabo la modelización del PC, es necesario integrar las ecuacio-
nes constitutivas que definen el modelo de comportamiento termoviscoplástico
propuesto, considerando en este caso plasticidad J2 y condiciones adiabáticas;
y teniendo en cuenta además que la función de plastificación considera tanto el
efecto de la velocidad de deformación como de la temperatura.
En el desarrollo de estas ecuaciones constitutivas es importante considerar
la hipótesis de la descomposición aditiva del tensor gradiente de deformación.
87
5. Modelos numéricos
Dicha hipótesis se basa en considerar que tanto las deformaciones elásticas,
como de origen térmico, son muy pequeñas comparadas con la unidad o con las
deformaciones plásticas. Por lo tanto, para sólidos deformables, el tensor velo-
cidad de deformación total puede escribirse como la suma de sus componentes
elástica, plástica y térmica:
ε˙ = ε˙e + ε˙p + ε˙θ (5.1)
siendo esta, una ecuación asumida de manera general para materiales hipoelas-
toplásticos [119].
La relación entre el tensor de deformaciones elásticas ε y el tensor de tensio-
nes de Cauchy σ, viene dada por:
σ˙ = C : ε˙e = C : (ε˙− ε˙p − ε˙θ) (5.2)
donde C es el tensor de cuarto orden elástico isótropo lineal, definido como:
C = 2GIdev +K1⊗ 1 (5.3)
con G y K, constantes elásticas definidas a partir del módulo de elasticidad E,








En la Ec.(5.3), aparecen también el tensor unitario de segundo orden 1 y el
tensor proyector desviador Idev , dados por:
1ij = δij (5.6)
Idev = I − 1
3
1⊗ 1 (5.7)
siendo δij la función delta de Kronecker, y I el tensor unitario de cuarto orden:
Iijkl = δikδjl (5.8)
Considerando plasticidad de Von Mises con endurecimiento isótropo, la
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función de plastificación f se puede escribir como:
f = σ¯ − σY (ε¯p, ˙¯εp, θ) (5.9)
donde σ¯ es la tensión equivalente, y σY la función de endurecimiento del
material. En el caso concreto del modelo constitutivo propuesto en la presente
Tesis Doctoral, dicha función de endurecimiento se deriva de las Ecs.(3.1) y
(3.2), despreciando además, como simplificación, la velocidad de deformación
elástica, lo que implica que la velocidad de deformación que aparece en la
Ec.(3.5), únicamente tiene componente plástica.






(s : s) (5.10)







(ε˙p : ε˙p) (5.11)







La función de plastificación define la superficie de plastificación f = 0, y
el dominio elástico f ≤ 0. Eligiendo una regla de flujo plástico asociativo, el





donde λ es el denominado multiplicador plástico, y r la dirección del flujo







A partir de las Ecs.(5.10), (5.11) y (5.14), se puede establecer que en plastici-




y que por lo tanto, puede establecerse una equivalencia entre el multiplicador
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plástico λ y la deformación plástica equivalente:
ε¯p = λ (5.16)
La componente térmica del tensor velocidad de deformación viene dada
por:
ε˙θ = αθ˙1 (5.17)
donde α es el coeficiente de expansión térmica. Si además se asume un compor-
tamiento adiabático, y la única fuente de calor volumétrica es el trabajo plástico,





donde ρ es la densidad del material, cv el calor específico, y η el coeficiente de
Quinney-Taylor.
La solución de las Ecs.(5.2), (5.13), (5.15), (5.17) y (5.18), debe estar sujeta a
las denominadas como condiciones de Kuhn-Tucker:
λ ≥ 0, f ≤ 0, λf = 0 (5.19)
y a la condición de consistencia:
λf˙ = 0 (5.20)
5.2.2. Algoritmo de resolución: retorno radial
El algoritmo de resolución empleado para integrar las ecuaciones constitu-
tivas anteriores, las cuales constituyen un sistema de ecuaciones diferenciales
de primer orden, se encuentra dentro de los denominados como algoritmos de
retorno radial [120, 121]
El objetivo de este procedimiento es obtener todas las variables de interés
en un instante tn+1, conocidas estas en un instante tn, y dado además el tensor
incremento de deformación total, ∆ε que se produce entre estos, el cual es un
dato proporcionado por el código de elementos finitos ABAQUS.
Los algoritmos de retorno radial son de tipo predictor-corrector, siguiendo
el esquema mostrado en la Fig.5.1.
En primer lugar, se considera la hipótesis de que todo el incremento de
deformación producido entre los instantes de tiempo analizados es puramente
elástico (predicción elástica), actualizando el estado tensional bajo esta conside-
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Figura 5.1. Esquema del algoritmo de retorno radial
ración. Si dicho estado tensional, denominado comúnmente como estado trial,
se encuentra dentro de la superﬁcie de plastiﬁcación, la hipótesis sería válida, y
el estado tensional trial sería el correspondiente al estado ﬁnal en el instante
tn+1. Si por el contrario, se comprueba que dicha hipótesis no es válida, es decir,
que el estado trial obtenido se encuentra fuera de la superﬁcie de plastiﬁcación,
se debe calcular el incremento del tensor de tensiones que se requiere aplicar
a dicho estado tensional trial, para que el estado ﬁnal se encuentre sobre la
superﬁcie de plastiﬁcación (corrección plástica), garantizando así la condición
de consistencia.
Para llevar a cabo el procedimiento descrito, el primer paso es discretizar el
sistema de ecuaciones diferenciales de primer orden que conforman las ecuacio-
nes constitutivas del material. Para ello, se pueden emplear métodos explícitos,
semiexplícitos o implícitos, siendo estos últimos los que garantizan estabilidad
incondicional, lo que permite incrementar el paso de tiempo empleado en la
integración, Δt = tn+1 − tn, y reducir el coste computacional. Las ecuaciones
algebraicas obtenidas al emplear métodos de discretización implícitos, suelen
ser no lineales, careciendo de solución analítica exacta. Por este motivo, el mé-
todo de resolución empleado para resolver el sistema de ecuaciones no lineales
suele ser iterativo de Newton-Raphson [122].
Por lo tanto, tal y como se ha comentado anteriormente, el primer paso es
considerar la hipótesis de predicción elástica:
σtrialn+1 = σn +C : Δε (5.21)
calculando la tensión equivalente correspondiente, σ¯trialn+1 , y realizando la com-
probación:
f trialn+1 = σ¯
trial
n+1 − σY (ε¯pn, ˙¯εpn, θn) (5.22)
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donde la función de endurecimiento σY aparece evaluada en el instante tn
debido a que no se ha considerado plastificación.
En el caso de que se cumpla:
f trialn+1 ≤ 0 (5.23)
la hipótesis de predicción elástica sería válida, y por lo tanto, las variables en el








θn+1 = θn (5.27)
En el caso de que la hipótesis de predicción elástica no sea cierta:
f trialn+1 > 0 (5.28)
será necesario aplicar la corrección plástica. Para ello, se impone que el nuevo
estado tensional se encuentre en la superficie de plastificación:
fn+1 = σ¯n+1 − σY (ε¯pn+1, ˙¯εpn+1, θn+1) = 0 (5.29)
El nuevo tensor de tensiones vendrá dado por:
σn+1 = σn +C : ∆ε
e (5.30)
= σn +C : ∆ε−C : ∆εp −C : ∆εθ (5.31)
= σtrialn+1 −C : ∆εp −C : ∆εθ (5.32)
donde, asumiendo la hipótesis de flujo plástico asociativo y plasticidad J2, y uti-
lizando un método implícito de tipo Backward-Euler [123], se puede demostrar
que:














p − 3G(∆ε¯p)2) (5.35)
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donde tr(εn+1) es la traza del tensor de deformaciones total en dicho instante.














y su componente hidrostática, σh:
(σh)n+1 = (σh)
trial
n+1 − 3Kα∆θ (5.39)










n+1 − 3G∆ε¯p (5.41)







Finalmente, introduciendo la Ec.(5.41) en (5.29), se obtiene la ecuación alge-
braica no lineal:















p − 3G(∆ε¯p)2) (5.46)
De la Ec.(5.43), la única incógnita es ∆ε¯p, que se obtendrá mediante el
método iterativo de Newton-Raphson. Una vez obtenido dicho incremento de
deformación plástica equivalente, ya se pueden actualizar todas las variables
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del problema en el instante tn+1:
εn+1 = εn +Δε (5.47)
σn+1 = sn+1 + 1 · (σh)n+1 (5.48)
donde sn+1 se obtiene a partir de las Ecs.(5.41) y (5.42); y (σh)n+1 de la Ec.(5.39).
Por último, la temperatura actualizada se calculará mediante la Ec.(5.46).
Una vez obtenidas todas las variables del problema en el instante tn+1, se
desarrollan los dos criterios de fallo de los que se compone el modelo de daño
expuesto en el capítulo 3, de forma que cuando se alcanza alguno de estos
criterios, se produce la eliminación del elemento del modelo numérico, dando
lugar así a la propagación de la ﬁsura.
En la Fig.5.2 se representa de forma esquemática el diagrama de ﬂujo del
algoritmo implementado en la subrutina de usuario VUMAT.
Figura 5.2. Diagrama de ﬂujo de la subrutina de usuario VUMAT desarrollada
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5.3. Modelo numérico para los ensayos de calibración
A continuación se va a describir el modelo numérico con el cual se han
simulado los ensayos de calibración detallados en el apartado 4.3, los cuales
consistían en el impacto asimétrico de un proyectil cilíndrico contra una probeta
plana con entalla simple, ambos fabricados en PC.
Se ha desarrollado un modelo numérico tridimensional completo, incluyen-
do la probeta y el proyectil (ver Fig.5.3), a diferencia de otros trabajos existentes
en la literatura [16, 18, 1], que modelizan el problema como bidimensional e
imponen la velocidad de impacto como condición de contorno.
(a) Modelo completo (b) Simplificación a 1/2
Figura 5.3. Modelo tridimensional de los ensayos de calibración
La configuración del ensayo que se pretende reproducir permite la simpli-
ficación del modelo mediante la utilización de un plano de simetría, definido
por un plano perpendicular a la entalla y que pasa por el centro de la probeta,
tal y como se indica en la Fig.5.3(b), quedando finalmente reducido el modelo,
a 1/2 de la geometría inicial. Esta simplificación permite disminuir el número
de nodos y elementos que compondrán el modelo de elementos finitos, redu-




Otra de las simplificaciones consideradas con el objetivo de reducir el tiem-
po de computación, ha sido modelizar el PC del proyectil como elástico y
lineal, tras comprobar el bajo nivel tensional que se alcanza en el mismo. Para
la probeta se considerará el modelo de material termoviscoplástico descrito
anteriormente.
5.3.1. Mallado
Una de las características más críticas en la modelización de problemas con
propagación de fisuras, es el mallado. En ambos sólidos (proyectil y probeta) se
ha considerado un mallado formado por elementos hexaédricos con integración
reducida (C3D8R) de tipo estructurado, excepto en la zona más próxima al
extremo de la entalla, de forma que la malla fuera lo más aleatoria posible para
no influir en la trayectoria de propagación de la fisura.
Debido a la elevada concentración de tensiones existente en el extremo de
la entalla, es necesario que en dicha zona el número de elementos sea mayor,
imponiendo un tamaño mínimo de elemento de 0,04mm.
Por el mismo motivo, a la hora de realizar el mallado a lo largo del espesor,
se ha impuesto una variación de la concentración de los elementos desde el
plano de simetría (z = 0), hasta la superficie libre de la probeta (z = B/2), ya
que en torno a dicha superficie libre el gradiente de tensiones es más acusado.
En lo que respecta al proyectil, se ha considerado una mayor concentración
de elementos hacia la parte de la sección que entra en contacto con la probeta
durante el impacto.
En las Figs.5.4 y 5.5 se representan la malla del proyectil y de la probeta, así
como los detalles de la zona de la entalla, mientras que la información sobre el
número de nodos y elementos existentes en el modelo se recoge en la tabla 5.1.
Nº de nodos Nº de elementos
Probeta B = 6mm 183678 165030
Proyectil 3990 3220
Tabla 5.1. Información sobre el mallado empleado en el modelo de ensayo de calibra-
ción
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Figura 5.4. Mallado del proyectil empleado en los ensayos de calibración
El número de elementos empleados a lo largo del espesor se recogen en la
tabla 5.2.
Espesor [mm] Nº de elementos
6 10
Tabla 5.2. Número de elementos a lo largo del espesor en la probeta con entalla simple
5.3.2. Condiciones iniciales y de contorno
Para reproducir los ensayos experimentales se ha impuesto como condición
inicial, la velocidad de impacto del proyectil. En cuanto a las condiciones de
contorno, ya se ha comentado anteriormente que en el trabajo realizado por
Ravi-Chandar et al. [1], no se especifica como se sujeta la probeta, aunque sí se
indica que en la cara inferior de la misma se impide el movimiento vertical, tal
y como se ha impuesto en el modelo numérico.
Además, es necesario imponer las condiciones de simetría en probeta y
proyectil, tal y como se ha comentado anteriormente.
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(a) Probeta completa (b) Detalle entalla
(c) Detalle del fondo de la entalla
Figura 5.5. Mallado de la probeta empleada en los ensayos de calibración
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5.4. Modelo numérico para los ensayos de validación
El modelo numérico tridimensional desarrollado para la simulación de los
ensayos de validación, los cuales consistían en ensayos de ﬂexión dinámica
en tres puntos en Barra Hopkinson modiﬁcada, está compuesto por proyectil,
barra incidente, probeta entallada y sistema de apoyos de la misma.
Se ha realizado un modelo simpliﬁcado aprovechando su plano de simetría
vertical, el cual es perpendicular al plano de la entalla, atravesándola por su
centro (ver Fig.5.6).
(a) Modelo completo (b) Vista frontal
Figura 5.6. Modelo numérico de los ensayos de ﬂexión dinámica en tres puntos
En este caso, el material del proyectil, la barra incidente y los apoyos, se
ha modelizado como elástico lineal, buscando nuevamente ahorro en coste
computacional, con las propiedades que se recogen en la tabla 4.4; mientras
que el material de la probeta sigue el comportamiento deﬁnido por la subrutina
VUMAT desarrollada.
5.4.1. Mallado
Todo el mallado se ha realizado con elementos hexaédricos con integración
reducida (C3D8R). La técnica de mallado utilizada para las mallas correspon-
dientes a proyectil, barra y apoyos ha sido de tipo estructurado, mientras que
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para la probeta, se ha realizado por barrido, de forma que fuera lo más aleatoria
posible y no influyera en la dirección de propagación de la fisura generada.
Debido a que se han utilizado probetas de tres espesores y con tres posi-
ciones de entallas diferentes, ha sido necesario modelizar cada una de estas 9
configuraciones. En la Fig.5.7 se muestran los mallados para cada una de las
posiciones de entalla consideradas.
(a) Probetas tipo d0 (b) Probetas tipo d15 (c) Probetas tipo d30
Figura 5.7. Mallado de las probetas de flexión en tres puntos
En las zonas donde existe un mayor gradiente de tensiones, se ha conside-
rado una malla con elementos de menor tamaño, siendo el tamaño mínimo
de 0,05mm en el borde de la entalla (ver Fig.5.8(a)). Además, también se ha
refinado la malla en las zonas en las que se producen contactos, entre proyectil
y barra, entre barra y probeta, y entre probeta y apoyos (Fig.5.8(b)).
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(a) Borde de la entalla
(b) Detalle contactos
Figura 5.8. Detalle de las zonas más finas del mallado
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También se ha ido incrementando el número de elementos a lo largo del
espesor de la probeta, en función de las diferentes geometrías. La relación entre
la anchura de probeta y el número de elementos en el espesor para cada una de
ellas, se recoge en la tabla 5.3.




Tabla 5.3. Número de elementos a lo largo del espesor en las probetas de flexión en tres
puntos
Las mallas del proyectil, apoyo y barra incidente se muestran en la Fig.5.9.
En la tabla 5.4, se recoge la información referente al número de elementos y
nodos de cada una de las partes que componen el modelo numérico.
Nº de nodos Nº de elementos
Probeta B5d0 174449 155780
Probeta B10d0 205595 186408
Probeta B20d0 252880 232860
Probeta B5d15 196482 175660
Probeta B10d15 229619 208416
Probeta B20d15 285808 263490
Probeta B5d30 219032 196030
Probeta B10d30 247442 224700




Tabla 5.4. Información sobre el mallado empleado en el modelo de ensayo de validación
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(a) Proyectil
(b) Apoyo
(c) Punta de barra incidente
(d) Punta de barra incidente
Figura 5.9. Mallado de proyectil, apoyos y barra incidente
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5.4.2. Condiciones iniciales y de contorno
La única condición inicial impuesta al modelo es la velocidad a la cual
impacta el proyectil; mientras que las condiciones de contorno establecidas son
las correspondientes a la simetría del problema comentada anteriormente, y la






En este capítulo se van a plasmar los resultados obtenidos en las simula-
ciones numéricas, y se compararán con los resultados obtenidos experimen-
talmente. En primer lugar se incluyen los correspondientes a los ensayos de
calibración, y a continuación los referidos a los ensayos de validación. Posterior-
mente, se analizará en detalle el proceso de transición en el modo de fallo desde
un punto de vista numérico; y por último, se presentará un caso de aplicación
real, consistente en un impacto balístico contra una visera de protección de un
casco de artificero modelo Med-Eng EOD 8, fabricada en Policarbonato.
6.2. Ensayos de calibración
Los resultados numéricos obtenidos se van a dividir en dos bloques, el
primero de los cuales se centrará en analizar el modo de fractura frágil, y el
segundo el modo de fractura dúctil.
Tal y como se expuso en el apartado 4.3, los resultados experimentales
llevados a cabo por Ravi-Chandar et al. [1] establecieron que la velocidad de
impacto a la cual se producía la transición frágil-dúctil en el modo de fallo, se
encontraba en torno a los 55m/s. Por debajo de dicha velocidad, se producía
una fractura frágil del material según un modo I de deformación, mientras que
a velocidades superiores, el modo de fallo que aparecía es el de fractura dúctil.
Es importante destacar los pocos datos de los que se disponen para realizar
la calibración del modelo, los cuales se recogen en la tabla 6.1, y a partir de los
cuales se han obtenido la tensión principal máxima crítica que determina el
criterio de fractura frágil, y los valores de densidad de energía de deformación
que determinan el criterio de fractura dúctil.
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Parámetro Valor numérico
Tiempo de inicio de fisura frágil a vimp = 40m/s 50µs
Ángulo de prop. de fisura frágil a vimp = 40m/s 70◦
Velocidad de transición 55m/s
Longitud total de fisura dúctil a vimp = 60m/s 10mm
Ángulo de prop. de fisura dúctil a vimp = 60m/s 10◦
Tabla 6.1. Datos experimentales [1] disponibles para la calibración del modelo
Para llevar a cabo la calibración, se han realizado en primer lugar simulacio-
nes numéricas con los criterios de daño desactivados. En dichas simulaciones
se han impuesto las velocidades de impacto del proyectil para las cuales se
dispone de resultados experimentales cuantitativos. El objetivo de estas simu-
laciones iniciales ha sido obtener los valores de los parámetros que definen el
modelo de daño, en función de las condiciones de cada ensayo. Así, teniendo
en cuenta que para una velocidad de impacto de 40m/s se debe producir una
fractura frágil, los valores de densidad de energía de deformación obtenidos en
ese caso debe ser inferiores a los valores críticos. Del mismo modo, para una
velocidad de impacto de 60m/s se debe producir una fractura de tipo dúctil,
por lo que el valor de tensión principal máxima debe ser inferior al valor crítico.
De esta forma, se establecen unos valores límite tanto de la tensión principal
máxima como de las densidades de energía de deformación.
Posteriormente, se han realizado nuevas simulaciones numéricas activando
la condición de fallo, y variando los parámetros que definen el modelo de daño
hasta conseguir la mejor aproximación posible a los resultados experimentales
de la tabla 6.1.
A continuación se recogen en primer lugar los resultados obtenidos para
el modo de fractura frágil, y posteriormente los referidos al modo de fractura
dúctil.
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6.2.1. Modo de fractura frágil
En la Fig.6.1 se muestra el resultado de un impacto a vimp = 40m/s, pasados
300μs desde el contacto del proyectil con la probeta. Se observa como el modelo
numérico reproduce lo observado experimentalmente.
(a) Fractura frágil obtenida experimental-
mente
B
(b) Fractura frágil obtenida numéricamente
Figura 6.1. Comparación entre resultados experimentales [1] y numéricos, de la fractura
frágil en los ensayos de calibración, para vimp = 40m/s
Como se muestra en la ﬁgura, en ambos casos aparecen dos ﬁsuras deno-
minadas con las letras B y L. Se puede apreciar como el ángulo con el que se
produce numéricamente la propagación de la ﬁsura B es de aproximadamente
68◦.
Para poder apreciar la evolución de la ﬁsura principal (ﬁsura B), se muestra
en la Fig.6.2 la zona próxima al borde de la entalla para diferentes instantes de
tiempo. En dicha sucesión de imágenes se ha representado la variable de estado
SDV19, correspondiente al valor de la tensión principal máxima σI calculada
mediante la subrutina de usuario VUMAT. En dicha ﬁgura se puede observar
como σI es mayor en la zona inferior del extremo de la entalla, y que es por
esta zona por la que se produce el inicio de la propagación, en torno a los 46μs
desde que se produce el contacto entre proyectil y probeta. Experimentalmente,
el tiempo que transcurre desde el contacto hasta que se inicia la fractura es de
aproximadamente 50μs, por lo que el error cometido con el modelo numérico
es de apenas un 8%.
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(a) t = 43µs (b) t = 46µs
(c) t = 49µs (d) t = 52µs
(e) t = 55µs (f) t = 76µs
Figura 6.2. Propagación de fisura para vimp = 40m/s
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Si se representan los contornos de deformación plástica equivalente (varia-
ble de estado SDV1 en la subrutina) y temperatura (variable SDV4), tal y como
aparecen en la Fig.6.3, se observa que a lo largo de la dirección de propaga-
ción de la fisura, el tamaño de la zona plástica es prácticamente inexistente,
al igual que el incremento de temperatura observado, siendo características
representativas de un tipo de fractura frágil.
(a) Deformación plástica equivalente (b) Temperatura
Figura 6.3. Contornos de deformación plástica equivalente y temperatura en el modo
de fractura frágil
En lo que respecta a la fisura secundaria (denominada con la letra L en la
Fig.6.1), aparece en torno a los 220µs como resultado de la interacción de la
ondas reflejadas en los bordes de la probeta, con el extremo de la entalla inicial,
al igual que ocurría experimentalmente. El proceso de propagación de esta
fisura secundaria L se recoge en la Fig.6.4.
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(a) t = 222µs (b) t = 225µs
(c) t = 246µs (d) t = 267µs
(e) t = 282µs (f) t = 300µs
Figura 6.4. Propagación de la fisura secundaria L, para vimp = 40m/s
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A modo de resumen, se recogen en la tabla 6.2, la comparación entre los
resultados de calibración numérica, y los experimentales obtenidos por Ravi-
Chandar et al. [1] para una velocidad de impacto de 40m/s, definiendo el





Experimental [1] Numérico Error
Tiempo de inicio de fisura 50µs 46µs 8 %
Ángulo de prop. de fisura frágil 70◦ 68◦ 2,8 %
Tabla 6.2. Comparación entre resultados experimentales y numéricos en el modo de
fractura frágil (vimp = 40m/s)
Se puede comprobar como los errores son considerablemente bajos, tanto en
el tiempo de inicio de la fisura como, sobre todo, en la dirección de propagación
de la misma. A la vista de los resultados obtenidos, se considera que el modelo
de daño que predice la fractura frágil del material, está calibrado.
6.2.2. Modo de fractura dúctil
A partir de los ensayos experimentales [1], se determinó que la velocidad de
impacto del proyectil a la cual se producía la transición frágil-dúctil en el modo
de fallo en el PC, se situaba en torno a los 55m/s. Mediante las simulaciones
numéricas realizadas con el modelo de daño propuesto, se ha obtenido una
velocidad de transición próxima a los 58m/s, siendo por lo tanto el error
estimado del 5,17 %.
Por encima de esta velocidad, el modo de fallo obtenido es de tipo dúctil, tal
y como se muestra en la Fig.6.5, donde se comparan los resultados experimen-
tales y numéricos para una velocidad de impacto de vimp = 60m/s. En ambos
casos la fisura propaga formando un ángulo de aproximadamente 10◦ respecto
a la horizontal.
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10º
(a) Fractura dúctil obtenida experimentalmente
(b) Fractura dúctil obtenida numéricamente
Figura 6.5. Comparación entre resultados experimentales [1] y numéricos, de la fractura
dúctil en los ensayos de calibración (vimp = 60m/s)
Para observar más detalladamente el mecanismo de propagación del fallo
dúctil, se muestra en la Fig.6.6 la evolución de la fisura generada para un
impacto a velocidad vimp = 60m/s, representando el valor de la densidad
de energía de deformación a tracción W trac. El tiempo que transcurre desde
el contacto del proyectil con la probeta, hasta que se produce el inicio de la
fisura, es de aproximadamente 60µs; mientras que el dato experimental está
disponible.
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(a) t = 57µs (b) t = 60µs
(c) t = 66µs (d) t = 75µs
(e) t = 90µs (f) t = 108µs
Figura 6.6. Propagación de fisura para vimp = 60m/s
Atendiendo a los valores de deformación plástica equivalente y temperatura
alcanzados durante el proceso de propagación dúctil, se puede comprobar en la
Fig.6.7, como a lo largo de la trayectoria de propagación de la fisura se produce
un aumento de ambos parámetros hasta que la fisura se detiene. Este aumento
en los valores de deformación plástica equivalente y de temperatura es una
característica propia de las bandas adiabáticas de cortadura, mecanismo por el
cual se produce la fractura dúctil.
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(a) Deformación plástica equivalente (b) Temperatura
Figura 6.7. Contornos de deformación plástica equivalente y temperatura en el modo
de fractura dúctil
En este caso, longitud total alcanzada experimentalmente [1] por la fisura
hasta detenerse es de aproximadamente unos 10mm, mientras que numérica-
mente el valor alcanzado es de unos 7,5mm, ligeramente menor (Fig.6.8).
7.5 mm
Figura 6.8. Longitud de fisura alcanzada según un modo de fallo dúctil para vimp =
60m/s
Al igual que para el modo de fractura frágil, se recogen en la tabla 6.3, la
comparación entre los resultados experimentales y los obtenidos numéricamen-
te para el modo de fractura dúctil. Además, también se compara la velocidad
de impacto del proyectil a la cual se observa la transición frágil-dúctil en el
modo de fallo.
Experimental [1] Numérico Error
Velocidad de transición 55m/s 58m/s 5 %
Longitud total de fisura 10mm 7,5mm 25 %
Ángulo de prop. de fisura dúctil 10◦ 10◦ 0 %
Tabla 6.3. Comparación entre resultados experimentales y numéricos en el modo de
fractura dúctil
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Se puede comprobar como los errores obtenidos son bastante aceptables,
por lo que es posible considerar el modo de fractura dúctil, y con él, el modelo
de daño completo, como calibrado.
Una vez calibrado el modelo de daño para el PC, se va a llevar a cabo la
validación del mismo, mediante la simulación numérica de los ensayos de
flexión dinámica en tres puntos realizados en el laboratorio del Departamento
de Mecánica de Medios Continuos y Teoría de Estructuras de la Universidad
Carlos III de Madrid.
6.3. Ensayos de validación
En este bloque se van a presentar los resultados obtenidos con el modelo
numérico que reproduce los ensayos de flexión dinámica en tres puntos realiza-
dos en Barra Hopkinson modificada sobre probetas entalladas, comparándolos
con los resultados expuestos en el apartado 4.4, dando lugar a la validación del
modelo de daño propuesto.
El primer paso ha sido simular un ensayo en vacío, es decir, sin considerar
la probeta ni su sistema de apoyos. En dicha simulación se ha calculado el valor
de la tensión longitudinal en el punto medio de la barra incidente (a 500mm
del punto de impacto con el proyectil), para compararlo con el correspondiente
al de un ensayo experimental en vacío, medido mediante un puente de bandas
extensométricas. El objetivo de comparar los valores de la tensión longitudinal
en el punto medio de la barra es comprobar y validar el modelo de Barra
Hopkinson, en cuanto a la malla empleada, las propiedades del acero empleado
y el paso de integración numérica utilizado. En la Fig.6.9 se muestra el resultado
de dicho ensayo, tanto experimental como numérico, obteniendo una buena
correlación entre los valores de tensión obtenidos durante el pulso de tensión
completo.
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Figura 6.9. Ensayo en vacío en Barra Hopkinson
A continuación, se mostrarán los resultados correspondientes a las probetas
de menor espesor (tipo B5), posteriormente los referidos a las probetas de
tipo B10, y por último se analizarán las probetas de espesor mayor, B20. Al
igual que sucedía en el apartado 4.4, no se incluyen resultados referentes a las
probetas tipo d30, ya que numéricamente, tampoco se produce la fractura de
las mismas.
En todos los casos se realizará primero una comparación cualitativa en
cuanto a la morfología de la fractura producida, se continuará con los resultados
referidos al instante de propagación de ﬁsura, y por último, se compararán las
velocidades de propagación de la misma.
6.3.1. Probetas de espesor delgado
Morfología de la fractura:
El modo de fallo observado experimentalmente en todas las probetas de este
espesor ensayadas ha sido de tipo dúctil, independientemente de la excentrici-
dad de la entalla, resultado que ha sido obtenido también en las simulaciones
numéricas realizadas.
En la Fig.6.10 se muestra la fractura de una probeta tipo B5d0, tanto nu-
mérica como experimentalmente, pudiéndose comprobar como los resultados
son prácticamente idénticos. Lo mismo ocurre con las probetas tipo B5d15,
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representadas en la Fig.6.11, en las que la trayectoria de propagación de la
fisura se mantiene en el plano de la entalla en ambos casos, al contrario de lo
que ocurre en el modo de fractura frágil, como se comprobará más adelante.
(a) Resultado numérico (b) Resultado experimental
Figura 6.10. Comparación en la fractura de probetas tipo B5d0
(a) Resultado numérico (b) Resultado experimental
Figura 6.11. Comparación en la fractura de probetas tipo B5d15
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Si se comparan las superﬁcies de fractura en estos casos de fallo dúctil (ver
Fig.6.12), se puede observar como también aparece numéricamente la reducción
del espesor debida a la elevada deformación plástica producida a lo largo de la
longitud de la ﬁsura.
Figura 6.12. Reducción del espesor en el modo de fractura dúctil
Instante de inicio de propagación de ﬁsura:
Tal y como se ha comentado anteriormente, se ha realizado una simulación
por cada presión de lanzamiento del proyectil. En el caso de las probetas de
menor espesor, dichas presiones han sido: P1 = 1 bar, P2 = 1,5 bar y P3 =
1,75 bar. La comparación en cuanto al tiempo transcurrido entre que se produce
el contacto entre barra incidente y probeta, hasta que se inicia la fractura de la
misma, se ha realizado por lo tanto con los valores experimentales promedio
recogidos en la tabla 4.8.




1 2450± 172 3332 26%
1,5 1640± 15 2312 29%





1 No rompe No rompe -
1,5 2800± 60 3864 28%
1,75 2190± 23 2803 22%
Tabla 6.4. Comparación en los tiempos de inicio de fractura en probetas de tipo B5
A la vista de los resultados mostrados en la tabla 6.4, se observa que en
todos los casos el error relativo se encuentra en torno al 20 − 30%, indepen-
dientemente de la excentricidad de la entalla. Es importante aclarar que la
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determinación del instante de propagación de la ﬁsura experimentalmente a
partir de las imágenes grabadas por las cámaras de alta velocidad no es inme-
diata. Debido a las elevadas deformaciones plásticas que ocurren en el entorno
de la entalla, se produce una reducción del espesor por efecto Poisson, tal y
como ya se ha comentado; esa disminución del espesor provoca la curvatura
de la superﬁcie libre de la probeta apareciendo brillos en dicha superﬁcie por la
reﬂexión de la luz incidente (ver Fig.6.13). Estos brillos diﬁcultan enormemente
la determinación exacta del instante en el cual se produce la propagación inicial
de la ﬁsura, y puede ser uno de los motivos por los que los errores relativos
mostrados en la tabla 6.4 alcanzan dichos valores.
Figura 6.13. Brillos originados por la reducción del espesor en la zona de la entalla en
el modo de fallo dúctil
En la Fig.6.14 se muestra una representación gráﬁca de los tiempos de inicio
de fractura tanto experimentales como numéricos.





















Figura 6.14. Comparación gráﬁca de los instantes de propagación de la ﬁsura en
probetas de tipo B5
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Velocidad de propagación de fisura:
En cuanto al análisis de la velocidad de propagación de fisura, el procedi-
miento seguido es equivalente al realizado para comparar el tiempo de inicio
de la fisura. En este caso, los valores obtenidos experimentalmente se detallaron
en el apartado 4.4.3, y la comparación con los resultados numéricos se muestra
en la tabla 6.5.




1 1391,53± 171,82 1558,51 11%
1,5 2815,45± 155,73 3265,92 14%




1 No rompe No rompe -
1,5 4393,24± 208,29 5008,29 12%
1,75 6079,59± 207,30 6626,75 8%
Tabla 6.5. Comparación de las velocidades de propagación de fisura en probetas de
tipo B5
Los errores relativos obtenidos en el cálculo de la velocidad de propagación
de fisura son menores que los correspondientes al cálculo del instante de inicio
de la propagación, lo cual, tal y como se verá más adelante, ocurre en todos
los casos independientemente de la geometría y velocidad de impacto. Ade-
más, se observa que para probetas con entalla excéntrica el error obtenido es
ligeramente menor.
En la Fig.6.15 se representan gráficamente estas velocidades, pudiéndose
comprobar que al igual que ocurría con el tiempo de inicio de fractura, los
resultados son siempre superiores en el caso de las simulaciones numéricas.
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Figura 6.15. Comparación gráﬁca de las velocidades de propagación de ﬁsura en
probetas de tipo B5
Además, para cada caso analizado, se han obtenido la longitud de ﬁsura
a(t) y la velocidad de propagación de la misma a˙(t) en cada instante de tiempo.
De esta manera se pueden comparar, de forma más detallada, los resultados ex-
perimentales medidos, frente a la predicción numérica obtenida con el modelo
de daño propuesto.
A modo de ejemplo, se muestran los resultados obtenidos para la probeta
B5d15P1,75N2 (Figs.6.16 y 6.17). Para mayor claridad, se representan las varia-
bles a(t) y a˙(t) tomando como origen de coordenadas el instante de inicio de la
propagación.
En ambas ﬁguras se muestra la buena correlación entre los resultados ex-
perimentales medidos, y la predicción proporcionada por el modelo numérico
implementado con el modelo de daño propuesto. Puede comprobarse como,
a la vista de la Fig.6.16, la predicción numérica reproduce las pequeñas osci-
laciones producidas durante el proceso de crecimiento de la ﬁsura, las cuales
también se ven reﬂejadas en la Fig.6.17, debidas a efectos dinámicos producidos
por el fenómeno de propagación de ondas en el material. Cabe recordar que
los valores promedio de velocidad de propagación de ﬁsura recogidos en la
tabla 6.5, se han calculando promediando los valores de velocidad instantáneos
representados en la Fig.6.17.
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Figura 6.16. Longitud de ﬁsura para la probeta B5d15P1,75N2































Figura 6.17. Velocidad de propagación para la probeta B5d15P1,75N2
6.3.2. Probetas de espesor medio
Morfología de la fractura:
En el caso de las probetas de tipo B10, el modo de fallo predominante a las
velocidades de impacto ensayadas ha sido la fractura dúctil, exceptuando las
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dos probetas B10d0P2,25N4 y B10d0P2,25N5 que rompieron de forma frágil,
tal y como se describió en el apartado 4.4.
La comparación con los resultados numéricos se muestra en las Figs.6.18
y 6.19, para entalla centrada y excéntrica respectivamente, pudiéndose obser-
var que cualitativamente el modelo numérico predice de forma adecuada los
resultados medidos experimentalmente.
(a) Resultado numérico (b) Resultado experimental
Figura 6.18. Comparación en la fractura de probetas tipo B10d0
(a) Resultado numérico (b) Resultado experimental
Figura 6.19. Comparación en la fractura de probetas tipo B10d15
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Instante de inicio de propagación de ﬁsura:
Las presiones de lanzamiento a las cuales se han ensayado las probetas de
tipo B10 han sido: P1 = 1,5 bar, P2 = 1,75 bar y P3 = 2,25 bar. La comparación
de resultados experimentales con los obtenidos numéricamente se muestra en
la tabla 6.6, y se representa gráﬁcamente en la Fig.6.20, donde se puede observar
que al contrario de lo que ocurría para las probetas de menor espesor, los resul-
tados numéricos se encuentran por debajo de los experimentales, prediciendo
la rotura antes de lo evidenciado de forma experimental.




0 1,5 1723± 68 1080 37%
1,75 1683± 67 974 42%





1,5 No rompe No rompe -
1,75 2500± 296 1520 39%
2,25 2120± 44 1485 30%
Tabla 6.6. Comparación en los tiempos de inicio de fractura en probetas de tipo B10


















Figura 6.20. Comparación gráﬁca de los instantes de propagación de la ﬁsura en
probetas de tipo B10
Tal y como ocurría con las probetas de menor espesor, el error relativo
cometido en la predicción del instante en el cual se produce el inicio de la
propagación es algo elevado, pudiendo atribuirse al posible error cometido en
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la determinación experimental de dicho valor, así como otras posibles razones
que se detallarán en el apartado 6.3.4.
Velocidad de propagación de ﬁsura:
Al igual que en el caso anterior, los resultados tanto numéricos como expe-
rimentales se recogen en la tabla 6.7 junto con los errores relativos obtenidos.
Nuevamente se observa como dichos errores son inferiores a los obtenidos en
el cálculo del tiempo de inicio del daño; siendo las velocidades de propagación
obtenidas numéricamente superiores a las experimentales (ver Fig.6.21), tal y
como ocurría también en las probetas de tipo B5.




0 1,5 1925,56± 45,80 2375,01 19%
1,75 2331,85± 188,24 2732,95 15%





1,5 No rompe No rompe -
1,75 3219,76± 113,17 3778,41 15%
2,25 3608,43± 207,30 3897,10 8%
Tabla 6.7. Comparación de las velocidades de propagación de ﬁsura en probetas de
tipo B10



























Figura 6.21. Comparación gráﬁca de las velocidades de propagación de ﬁsura en
probetas de tipo B10
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Al igual que para las probetas B5, se van a mostrar a modo de ejemplo, la
evolución temporal de la longitud de ﬁsura y de la velocidad de propagación
para una probeta en concreto, en este caso la probeta B10d0P1,5N1.
























Figura 6.22. Longitud de ﬁsura para la probeta B10d0P1,5N1





























Figura 6.23. Velocidad de propagación para la probeta B10d0P1,5N1
Nuevamente se observa la buena correlación entre la medición experimental
y la predicción numérica, reproduciéndose las mismas tendencias.
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6.3.3. Probetas de espesor grueso
Morfología de la fractura:
Las probetas de mayor espesor sufrieron una rotura frágil en todos los casos
analizados, lo cual ha sido reproducido fielmente mediante las simulaciones
numéricas realizadas. En las Figs.6.24 y 6.25, se muestra una comparación
de la morfología de las probetas tras la rotura, entre resultados numéricos y










Figura 6.25. Comparación en la fractura de probetas tipo B20d15
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En la Fig.6.25(a) se puede comprobar como numéricamente, en los casos de
fractura frágil y posición de entalla excéntrica, la dirección de propagación de
la fisura no se mantiene en el plano de la entalla (como ocurría en los casos de
fractura dúctil), sino que varía intentando buscar el camino según el cual las
condiciones locales de carga corresponden a un modo I de deformación.
Instante de inicio de propagación de fisura:
Para este último espesor de probeta analizado, las presiones a las cuales se
ha realizado el lanzamiento del proyectil han sido: P1 = 1,75 bar, P2 = 2,25 bar
y P3 = 2,5 bar, obteniéndose en cada caso el valor del tiempo transcurrido
desde el contacto inicial de barra y probeta, hasta que se produce la fractura de
la misma. Dichos valores de tiempo se recogen en la tabla 6.8 donde se com-
paran con los obtenidos experimentalmente, proporcionando el error relativo
cometido.




0 1,75 510± 30 552 7,6%
2,25 197± 6 207 4,8%





1,75 547± 12 543 0,7%
2,25 217± 15 198 8,7%
2,5 190± 10 181 4,7%
Tabla 6.8. Comparación en los tiempos de inicio de fractura en probetas de tipo B20
Para el modo de fractura frágil, se puede comprobar que los errores obteni-
dos al predecir el instante de inicio de la propagación son considerablemente
inferiores a los del modo de fractura dúctil. Cuando la rotura es de tipo frágil,
la plastificación en la zona de la entalla es prácticamente nula, evitando así la re-
ducción del espesor por efecto Poisson y no apareciendo los brillos observados
para el modo de rotura dúctil. Por este motivo, la determinación experimental
del instante de inicio de la propagación y del punto exacto de la misma, es
mucho más sencilla en probetas que rompen según un modo de fractura frágil,
reduciendo el posible error.
En el caso de fractura frágil, se ha analizado también el punto exacto en el
que se produce la fractura inicial, tanto numérica como experimentalmente. Tal
y como se muestra en la Fig.6.26, dicho punto aparece en el plano de simetría
de la probeta (en el centro de su espesor) y a una cierta distancia crítica desde
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el extremo de la entalla, tanto en los ensayos experimentales como en las
simulaciones numéricas (es preciso recordar que las imágenes correspondientes
al modelo numérico, la superﬁcie que se muestra corresponde al plano de
simetría de la probeta).
(a) Experimental (b) Numérico
(c) Vista transparente
Figura 6.26. Punto de inicio de la fractura frágil. Comparación numérica y experimental
La comparación entre los valores numéricos de la distancia crítica a la cual
se inicia el fallo, tanto de forma experimental como numérica, se muestran
en la tabla 6.9, pudiéndose observar unos valores de error relativo bastante
aceptables.




0 1,75 1,4± 0,3 1,5 6,7%
2,25 1,2± 0,2 1,3 7,7%





1,75 1,2± 0,2 1,4 14%
2,25 1,4± 0,2 1,6 12,5%
2,5 1,1± 0,3 1,2 8,3%
Tabla 6.9. Comparación de la distancia de inicio de la fractura en probetas de tipo B20
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Velocidad de propagación de ﬁsura:
Por último, se van a mostrar los resultados referidos a la velocidad de
propagación de ﬁsura en probetas de tipo B20, los cuales se recogen en la tabla
6.10 junto con los errores relativos obtenidos. Al igual que para el resto de
espesores de probeta, estos errores son inferiores a los obtenidos en el cálculo
del tiempo de inicio de la fractura. La representación gráﬁca de dichos valores
puede observarse en la Fig.6.27).




0 1,75 247,40± 21,45 220,70 11%
2,25 272,72± 8,51 268,94 1,4%





1,75 251,37± 14,97 262,51 4,2%
2,25 242,65± 9,94 222,86 8,1%
2,5 237,72± 7,32 221,62 6,8%
Tabla 6.10. Comparación de las velocidades de propagación de ﬁsura en probetas de
tipo B20





























Figura 6.27. Comparación gráﬁca de las velocidades de propagación de ﬁsura en
probetas de tipo B20
Los errores relativos obtenidos en la predicción de la velocidad de propaga-
ción de ﬁsura en probetas de tipo B20 también son bastante menores (en torno
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a un 6% en valor promedio) a los obtenidos para las probetas de menor espesor,
tal y como ocurría con la predicción del instante de inicio del fallo.
Por último, al igual que con el resto de espesores, se muestran a modo
de ejemplo (Figs.6.28 y 6.29), la evolución temporal de la longitud de ﬁsura
y de la velocidad de propagación obtenidas para la probeta B20d0P1,75N1,
destacando otra vez el elevado grado de correlación y tendencias obtenido.





























Figura 6.28. Longitud de ﬁsura para la probeta B20d0P1,75N1



























Figura 6.29. Velocidad de propagación para la probeta B20d0P1,75N1
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6.3.4. Resumen de resultados
A continuación se va a realizar una comparación entre los resultados obteni-
dos para cada uno de los espesores analizados. La primera conclusión a destacar
es que, al igual que ocurría experimentalmente, se ha conseguido reproducir la
transición frágil-dúctil en el modo de fallo que ocurre en función del espesor
de las probetas analizadas; ya que numéricamente, las probetas de tipo B5 y
B10 han sufrido una fractura de tipo dúctil, mientras que las probetas de tipo
B20 han roto de forma frágil. Cualitativamente, la morfología de la fractura
obtenida numéricamente, tanto en las probetas que rompen según un modo de
fallo dúctil, como las que lo hacen según un modo frágil, es muy similar a lo
observado en los ensayos experimentales.
Tal y como se mostró en los resultados del modelo numérico correspondiente
a los ensayos de calibración (ver Figs.6.3 y 6.7), se han analizado los valores
de deformación plástica equivalente y temperatura a lo largo de la longitud
de fisura para los dos mecanismos de fallo observados. En la Fig.6.30 puede
observarse como en el modo de fractura dúctil se produce un incremento de ˙¯ε y
temperatura en la dirección de propagación de la fisura; mientras que para el
modo de fractura frágil, mostrado en la Fig.6.31, el incremento de deformación
plástica equivalente y temperatura es prácticamente inexistente a lo largo de la
longitud de fisura.
(a) Deformación plástica equiva-
lente
(b) Temperatura
Figura 6.30. Contornos de deformación plástica equivalente y temperatura para el
modo de fractura dúctil en ensayos de flexión en tres puntos dinámica
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(a) Deformación plástica equivalente (b) Temperatura
Figura 6.31. Contornos de deformación plástica equivalente y temperatura para el
modo de fractura frágil en ensayos de flexión en tres puntos dinámica
A continuación, en las tablas 6.11 y 6.12, se recogen a modo de resumen
todos los errores obtenidos numéricamente en el cálculo del tiempo transcurrido
desde el contacto inicial de la barra con la probeta, hasta que se produce la
fractura de la misma; donde P1 < P2 < P3 son las tres presiones a las cuales se
ha lanzado el proyectil.
B5d0 B5d15 B10d0 B10d15
P1 26 % - 37 % -
P2 29 % 28 % 42 % 39 %
P3 21 % 22 % 24 % 30 %
Tabla 6.11. Resumen de errores relativos obtenidos en el cálculo del tiempo de inicio
de fractura en el modo de fallo dúctil
B20d0 B20d15
P1 7,6 % 0,7 %
P2 4,8 % 8,7 %
P3 11 % 4,7 %
Tabla 6.12. Resumen de errores relativos obtenidos en el cálculo del tiempo de inicio
de fractura en el modo de fallo frágil
A la vista de los resultados obtenidos, se puede observar que los errores
relativos para el caso de fractura frágil son bastante menores que en el caso
de fractura dúctil, tal y como ocurre también en el cálculo de la velocidad
de propagación de fisura (ver tablas 6.13 y 6.14). Además, de manera global,
también puede concluirse con que los errores obtenidos en el cálculo de las
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velocidades de propagación de fisura son considerablemente menores que los
correspondientes al cálculo del instante de inicio de la rotura.
B5d0 B5d15 B10d0 B10d15
P1 11 % - 19 % -
P2 14 % 12 % 15 % 15 %
P3 10 % 8 % 11 % 8 %
Tabla 6.13. Resumen de errores relativos obtenidos en el cálculo de la velocidad de
propagación de fisura en el modo de fallo dúctil
B20d0 B20d15
P1 11 % 4,2 %
P2 1,4 % 8,1 %
P3 3,7 % 6,8 %
Tabla 6.14. Resumen de errores relativos obtenidos en el cálculo de la velocidad de
propagación de fisura en el modo de fallo frágil
Estas diferencias pueden ser debidas a diversos motivos:
◦ el modelo constitutivo empleado es bastante sencillo y podría mejorarse o
usar otros de mayor complejidad, ya que como se ha comentado anterior-
mente, el objetivo de esta Tesis no es enfocarse en el modelo constitutivo
sino en el modelo de daño del material. Por este motivo, se ha optado
por implementar un modelo que recoja la influencia de la velocidad de
deformación y de la temperatura, propias de estos materiales, pero con la
mayor simplicidad posible.
◦ se ha considerado como hipótesis simplificativa no incluir el ablanda-
miento post-plastificación observado en el comportamiento constitutivo,
tal y como se expuso en el capítulo 3. Si bien es cierto que para eleva-
das velocidades de deformación dicho ablandamiento se suaviza, el no
considerarlo puede concurrir en cierto error.
◦ los valores de densidad de energía de deformación que definen el criterio
de fractura dúctil, Wcrit y Wfrac, se han considerado independientes de
la velocidad de deformación, como hipótesis de partida.
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◦ en el criterio de fallo dúctil, el valor del exponente b en la expresión que
relaciona la tensión equivalente degradada y sin degradar, σ¯ = σ¯∗(1−Db),
ha sido establecido por simplicidad como b = 1.
◦ para los casos de fractura dúctil, la aparición de brillos en la zona próxima
al extremo de la entalla inicial puede dificultar, tal y como se ha expuesto
anteriormente, la determinación experimental del instante de inicio de la
fractura, y el seguimiento del extremo de fisura a lo largo del proceso de
propagación.
Por lo tanto, teniendo en cuenta los resultados obtenidos, es posible validar,
en primera instancia, el modelo de comportamiento propuesto. Las prediccio-
nes obtenidas numéricamente en los ensayos de validación muestran bastante
buena concordancia con los resultados experimentales posteriormente obteni-
dos, teniendo en cuenta además que en todo momento se ha intentado abordar
el problema buscando la mayor simplicidad posible.
Atendiendo exclusivamente al modelo de daño, el criterio de fractura dúctil
permite plantear posibles alternativas de mejora, con el objetivo de reducir los
errores relativos obtenidos. Una posible opción sería considerar la dependen-
cia de Wcrit y Wfrac con la velocidad de deformación del material, mientras
que otra posibilidad sería analizar la influencia del valor del exponente b que
relaciona la degradación del material con el parámetro de daño D.
Los márgenes de mejora del criterio de daño frágil son más reducidos,
siendo los errores relativos obtenidos en este caso bastante aceptables tanto
en lo que respecta al instante y localización del inicio de la rotura, como a la
predicción de la velocidad de propagación de fisura.
En cuanto al modelo constitutivo, sería necesario analizar la influencia del
ablandamiento post-plastificación, e incluso la opción de considerar endureci-
miento cinemático.
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Tal y como se ha venido comentado, es importante destacar que el modelo
de daño propuesto en esta Tesis es independiente del modelo constitutivo que
se utilice para reproducir el comportamiento del material, sin embargo, éste
último influye de manera lógica en los resultados que predice el modelo de
daño. Para proporcionar una idea de la influencia del modelo constitutivo sobre
el proceso de fractura del material, se muestran en la Fig.6.32 la evolución de
la longitud de fisura frente al tiempo para dos casos representativos de cada
uno de los modos de fallo, un caso en el que la probeta rompe de forma dúctil
(Fig.6.32(a)) y otro en el que lo hace de forma frágil (Fig.6.32(b)).
En ambos casos se representa:
◦ longitud de fisura calculada con el modelo propuesto completo.
◦ longitud de fisura con el modelo propuesto, sin tener en cuenta la influen-
cia de la temperatura.
◦ longitud de fisura con el modelo propuesto, sin tener en cuenta la influen-
cia de la velocidad de deformación.
◦ longitud de fisura calculada con un modelo de material elástico y lineal.
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Mod. propuesto sin temperatura
Mod. propuesto sin vel. de deformacio´n
Mod. ela´stico y lineal
(a) Caso de fractura dúctil






















Mod. propuesto sin temperatura
Mod. propuesto sin vel. de deformacio´n
Mod. ela´stico y lineal
(b) Caso de fractura frágil
Figura 6.32. Inﬂuencia del modelo constitutivo en la longitud de ﬁsura
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En el caso de fractura dúctil (ver Fig.6.32(a)), se puede comprobar como la
influencia de la temperatura es mayor que el de la velocidad de deformación.
Cuando se elimina el efecto de la temperatura de la función de endurecimiento
del material, las tensiones alcanzadas en el mismo aumentan debido a que
se inhibe el ablandamiento térmico, provocando así que se alcancen antes las
condiciones necesarias para que se produzca la fractura, con el consiguiente
aumento en la velocidad de propagación de la fisura. Si por el contrario se
elimina el efecto de la velocidad de deformación, ocurre el efecto opuesto, ya
que se anula el endurecimiento por deformación que se produce en el material
dando lugar a tensiones menores, y por lo tanto, también a una velocidad de
propagación de fisura menor. Por último, si se considera el material como elás-
tico y lineal durante todo el proceso de fractura, se observa como la velocidad
de propagación aumenta de forma considerable, debido a que en este caso la
fractura producida pasa a ser de tipo frágil.
Si se analiza el caso en el que la fractura de la probeta es de tipo frágil
(ver Fig.6.32(b)), se puede observar como la influencia de la plasticidad y de la
temperatura son mucho menores que en el caso de fractura dúctil, lo cual cobra
sentido si se tiene en cuenta (tal y como se ha observado anteriormente) que
en el modo de fractura frágil apenas se producían deformaciones plásticas ni
incrementos de temperatura a lo largo de la superficie de fractura. Sin embargo,
al suprimir el efecto de la velocidad de deformación, sí que se produce un
cambio considerable, ya que la fractura pasa a producirse según un modo de
fallo dúctil, disminuyendo de forma notable su velocidad de propagación.
6.4. Análisis numérico del proceso de transición en el modo
de fallo
Una vez validado el modelo de daño propuesto, y los modelos numéricos
desarrollados, se va a llevar a cabo un análisis detallado del proceso de transi-
ción frágil-dúctil en el modo de fallo. Dicho análisis se va a realizar desde un
punto de vista numérico, ya que alcanzar de forma experimental los valores
de velocidad de deformación o espesor exactos a los cuales se produce dicha
transición es sumamente complicado.
6.4.1. Influencia de la velocidad de deformación
En las simulaciones numéricas llevadas a cabo para reproducir los ensayos
realizados por Ravi-Chandar et al. [1], correspondientes al impacto asimétrico
de un proyectil cilíndrico contra una probeta plana con entalla simple, se obtuvo
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que la velocidad de impacto del proyectil a la cual se producía dicha transición
era vtrans = 58m/s. Por debajo de dicha velocidad el fallo sigue siendo de tipo
frágil, pero a medida que la velocidad de impacto se acerca a dicha velocidad
de transición, se aprecian ciertas diferencias en el proceso de propagación de
la fisura. Estas particularidades se detallarán a continuación, analizando los
resultados obtenidos para impactos realizados a velocidad vimp = 50m/s y
vimp = 55m/s.
Impacto a vimp = 50m/s < vtrans
Para el caso con vimp = 50m/s < vtrans, se representa en la Fig.6.33 el
proceso de propagación de la fisura, tanto en la superficie libre de la probeta,
como en el plano de simetría de la misma. Se observa que el inicio de la pro-
pagación comienza en la superficie libre, en torno a los 43µs desde el impacto
(ver Fig.6.33(c)), de forma prácticamente horizontal según un modo de fallo
dúctil, hasta llegar a los 50µs aproximadamente. En este instante, la fisura se
detiene y aparece una nueva fisura (ver Fig.6.33(e)) que se propaga según un
modo de fallo frágil.
Si se observa este proceso de propagación de fisura en el plano de simetría
de la probeta, se puede comprobar como para un tiempo de 43µs (cuando en
la superficie exterior ya se había iniciado el proceso de propagación), en dicho
plano de simetría la fisura aún no había comenzado a propagar (Fig.6.33(d)). El
inicio de la propagación en el plano de simetría comienza para un tiempo de
49µs (ver Fig.6.33(f)), según un modo de fractura frágil. Esta segunda fisura,
originada en la zona interna de la probeta, se propaga a través del espesor de la
misma hacia la superficie libre, interaccionando con la fisura que se propagaba
según un modo dúctil, la cual se detiene pasados 55µs desde el impacto tras
avanzar apenas 1mm.
Por lo tanto, se ha observado que al aproximarse la velocidad de impacto a
la cual ocurre la transición en el modo de fallo, comienza a aparecer una fisura
dúctil en la cara exterior de la probeta, mientras que en el plano de simetría
aparece una fisura dominada por el modo de fractura frágil, ligeramente más
tarde. Esta última fisura se propaga a través del espesor de la probeta hacia la
superficie libre de la misma, siendo el modo de fallo frágil el que finalmente
predomina.
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(a) Superﬁcie libre t = 40μs (b) Plano de simetría t = 40μs
(c) Superﬁcie libre t = 43μs (d) Plano de simetría t = 43μs
(e) Superﬁcie libre t = 49μs (f) Plano de simetría t = 49μs
(g) Superﬁcie libre t = 55μs (h) Plano de simetría t = 55μs
Figura 6.33. Propagación de ﬁsura para vimp = 50m/s
140
6.4. Análisis numérico del proceso de transición en el modo de fallo
Impacto a vimp = 55m/s . vtrans
Se va a analizar ahora el proceso de propagación de fisura al aumentarse aún
más el valor de la velocidad de impacto del proyectil hasta una vimp = 55m/s.
En la Fig.6.34 se recoge la evolución de la fisura, tanto en la superficie libre de
la probeta como en el plano de simetría.
Se puede observar como al igual que ocurría para un impacto a vimp =
50m/s, a los 43µs se inicia en la superficie libre una fisura que propaga según
un modo de fractura dúctil (ver Fig.6.34(a)). No es hasta los 49µs que se inicia
la propagación de la fisura en el plano de simetría, pero al contrario de lo que
ocurría para un impacto a vimp = 50m/s, dicha propagación se produce según
un modo de fractura dúctil (ver Fig.6.34(f)). Las fisuras siguen propagando
en ambos planos de una manera dúctil, hasta que a los 64µs la dirección de
propagación de la fisura que se encuentra en el plano de simetría cambia de
manera brusca, propagándose a partir de ese momento según un modo de
fractura frágil (Figs.6.34(h) y 6.34(j)). Ésta última fisura frágil propaga a través
del espesor de la probeta hacia la superficie libre, tal y como se puede observar
en la Fig.6.34(k), mientras que la fisura que se originó en la superficie libre y
que propagaba de forma dúctil se detiene.
El cambio observado en la dirección de propagación de la fisura que evo-
luciona en el plano de simetría podría definirse como una segunda transición
dúctil-frágil, respecto a la cual no hay evidencia experimental reportada para el
PC, pero que sí ha sido observada experimentalmente en probetas de Ti-6Al-4V
[124].
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(a) Superﬁcie libre t = 40μs (b) Plano de simetría t = 40μs
(c) Superﬁcie libre t = 43μs (d) Plano de simetría t = 43μs
(e) Superﬁcie libre t = 49μs (f) Plano de simetría t = 49μs
(g) Superﬁcie libre t = 64μs (h) Plano de simetría t = 64μs
(i) Superﬁcie libre t = 67μs (j) Plano de simetría t = 67μs
(k) Superﬁcie libre t = 70μs (l) Plano de simetría t = 70μs
Figura 6.34. Propagación de ﬁsura para vimp = 55m/s
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Resumen de resultados
Por lo tanto, según lo observado numéricamente en los análisis previos
realizados en función de la velocidad de impacto del proyectil (vimp = 50m/s y
vimp = 55m/s), y por lo tanto de la velocidad de deformación en el extremo de
la entalla, se pueden diferenciar cuatro situaciones diferentes en el proceso de
transición en el modo de fallo (recogidas en la Fig.6.35), donde las velocidades
de impacto del proyectil cumplen que: v1 < v2 . v3 . vtrans < v4. El resultado
final de los impactos realizados a las velocidades v1, v2 y v3 es un modo de
fractura frágil, mientras que para un impacto a velocidad v4 se produce un
modo de fallo dúctil.
(a) Impacto a vimp = v1 (b) Impacto a vimp = v2
(c) Impacto a vimp = v3 (d) Impacto a vimp = v4
Figura 6.35. Situaciones en las que se produce la propagación de la fisura según la
velocidad de impacto (Izq: superficie libre, Drch: plano de simetría)
Haciendo hincapié en la situación producida para un impacto a velocidad
ligeramente inferior a la velocidad de transición (vimp . vtrans), se representa
en la Fig.6.36 la evolución temporal del proceso de fractura tanto en la superficie
libre de la probeta como en el plano de simetría en dicho caso, donde t1 < t2 <
t3 < t4.
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(a) t = t1 (b) t = t2
(c) t = t3 (d) t = t4
Figura 6.36. Evolución temporal del proceso de fractura para una velocidad de impacto
muy próxima a la velocidad de transición (Izq: superficie libre, Drch: plano de simetría)
Atendiendo a esta diferencia de comportamiento entre el plano de simetría
y la superficie libre, resulta importante destacar que en los ensayos de flexión
en tres puntos dinámica realizados en la Barra Hopkinson modificada, también
se ha observado una situación análoga a la calculada numéricamente para los
los ensayos de Ravi-Chandar et al. [1]. Analizando el proceso de rotura de las
probetas ensayadas en Barra Hopkinson, se ha observado como el modo de
fractura frágil comienza en el plano de simetría de la probeta (Fig.6.37(a)) tal y
como también han reportado otros autores [20]; mientras que el modo de fallo
dúctil se inicia en la superficie libre de la misma (Fig.6.37(b)). De esta forma se ha
obtenido una evidencia contrastada tanto numérica como experimentalmente
de este hecho.
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Inicio Fallo 
Frágil




(b) Modo de fallo dúctil - Inicio en la superficie
libre (B5d0P1N2)
Figura 6.37. Localización del inicio de la fractura según el modo de fallo
Por lo tanto, se ha analizado en detalle el proceso de transición frágil-dúctil
en el modo de fallo que ocurre en función de la velocidad de deformación a la
que se encuentra sometido el material.
6.4.2. Influencia del espesor de la probeta
Para analizar la influencia que tiene el espesor de la probeta en los ensayos
de flexión en tres puntos, se han realizado simulaciones numéricas sin aplicar el
criterio de daño, con objeto de obtener la evolución temporal de los parámetros
que gobiernan la fractura de la probeta (la tensión principal máxima σI y la
densidad de energía de deformación a tracción Wtrac) en la zona que rodea el
extremo de la entalla. Estas simulaciones se han realizado para los tres espesores
de probeta analizados experimentalmente, y para las posiciones de entalla d0
y d15, ya que como se ha visto, las probetas de tipo d30 no llegaban a romper.
Se comenzará analizando de forma detallada las probetas de espesor B5 y
posteriormente se mostrarán los resultados obtenidos para los espesores B10 y
B20.
Numéricamente se han simulado impactos a velocidades del proyectil com-
prendidas entre los 4 y los 40 m/s, llegando a sobrepasar el límite físico esta-
blecido por la Barra Hopkinson utilizada (en torno a los 20 m/s), y que por lo
tanto serían imposibles de reproducir experimentalmente.
Aún así, es importante aclarar que las gráficas que se van a representar
a continuación se consideran independientes del tipo de ensayo, ya que los
valores de tensión principal máxima y densidad de energía de deformación
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recogidos podrían obtenerse utilizando otro dispositivo experimental, aunque
manteniendo el espesor de la probeta analizada. Esta independencia del tipo
de ensayo se corroborará más adelante.
En primer lugar se muestran en la Fig.6.38 los resultados numéricos obteni-
dos respecto al criterio de daño frágil para las probetas de menor espesor y con
entalla centrada (tipo B5d0). En dicha ﬁgura se representa la tensión principal
máxima crítica a partir de la cual se produce la fractura frágil, en función de la
velocidad de deformación (Ec.(3.11) - línea sólida), y los valores máximos de
σI alcanzados en la zona que rodea a la entalla (puntos circulares, junto a un
ajuste lineal de los mismos).
Figura 6.38. Condición de fractura frágil (18000 s−1 ≤ ˙¯ε ≤ 41000 s−1) para probetas
de tipo B5d0
El área sombreada indica el rango de velocidades de deformación en el cual
se produciría una fractura frágil de la probeta, 18000 s−1 ≤ ˙¯ε ≤ 41000 s−1, ya
que la tensión principal máxima en el extremo de la entalla sobrepasa el valor
crítico deﬁnido por el criterio de daño.
Para otros valores de ˙¯ε, fuera del anterior área marcado, la probeta podría
romper de forma dúctil, o no romper de ninguna manera. Para determinar cuál
de estas dos situaciones se produce, se representan en la Fig.6.39 los valores de
densidad de energía de deformación W alcanzados en la zona de la entalla, así
como el valor de Wcrit a tracción, deﬁnido en el modelo de daño dúctil.
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Figura 6.39. Condición de fractura dúctil ( ˙¯ε ≥ 3450 s−1) para probetas de tipo B5d0
Los resultados mostrados en la Fig.6.39 indican que a partir de ˙¯ε  3450 s−1
se alcanzarían las condiciones para una fractura dúctil de la probeta. Por debajo
de dicha velocidad de deformación, la probeta no rompe por ninguno de estos
mecanismos (frágil o dúctil), al no alcanzarse las condiciones de activación
necesarias de cada uno de ellos de manera independiente.
Por lo tanto, combinando los datos de las dos ﬁguras anteriores en una
única gráﬁca (ver Fig.6.40), es posible establecer los rangos de velocidades de
deformación para los cuales las probetas de tipoB5d0 rompen de manera dúctil,
de manera frágil, o no llegan a romper.
Figura 6.40. Modos de fractura en función de ˙¯ε para probetas de tipo B5d0
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A la vista de la figura anterior, se puede comprobar como por debajo de ˙¯ε '
3450 s−1 no se produce rotura. Al sobrepasar dicha velocidad de deformación,
la probeta rompería de forma dúctil hasta alcanzar un valor de ˙¯ε ' 18000 s−1,
instante en el cual se alcanza el cumplimiento del criterio de fractura frágil.
Es importante tener en cuenta que, tal y como se ha descrito anteriormente, el
criterio de fractura frágil es predominante, por lo tanto, en aquellos casos en los
que ambos criterios predijeran el fallo de la probeta, ésta rompería de manera
frágil.
Por lo tanto, en torno a ˙¯ε ' 18000 s−1, se produce una primera transición
en el modo de fallo, pasando de fallar según un modo de fractura dúctil a
hacerlo de forma frágil; esta transición, tal y como se comentará más adelante,
ha sido la observada experimentalmente en los ensayos de flexión dinámica
en tres puntos para las probetas B10d0P2,25N4 y B10d0P2,25N5, las cuales
rompieron de forma frágil. Para velocidades de deformación aún mayores, se
sigue produciendo un modo de fractura frágil, hasta alcanzar el valor de ˙¯ε '
41000 s−1, instante en el que numéricamente se produce una nueva transición
en el modo de fallo, frágil-dúctil en este caso.
Esta última transición no se ha podido corroborar de forma experimental
en los ensayos de flexión dinámica en tres puntos debido a la imposibilidad de
alcanzar las velocidades de impacto correspondientes en la Barra Hopkinson
modificada utilizada en esta Tesis. Sin embargo, en el apartado 6.2, cuando
se expusieron los resultados obtenidos en las simulaciones numéricas que
reproducían los ensayos experimentales realizados por Ravi-Chandar et al.
[1], se determinó que a un impacto de unos 58 m/s se producía la transición
frágil-dúctil en el modo de fallo (ver tabla 6.3).En este caso, la velocidad de
deformación calculada en el extremo de la entalla es de aproximadamente
˙¯ε ' 39500 s−1 (valor recogido en la Fig.3.5), muy similar a los ˙¯ε ' 41000 s−1
predichos por el modelo numérico correspondiente al ensayo de flexión dinámi-
ca en tres puntos en Barra Hopkinson, reforzando así la idea de que las gráficas
anteriores muestran cierta independencia respecto al tipo de ensayo realizado,
siempre y cuando se mantenga el espesor de la probeta.
Una vez obtenidos los rangos de velocidad de deformación que definen los
distintos modos de fractura para las probetas de tipo B5d0, se va a analizar la
influencia que tiene el espesor de las mismas en dichos rangos.
En la Fig.6.41, se incluyen los valores de tensión principal máxima alcanzada
en la zona del extremo de la entalla para los espesores de 10 y 20mm, en función
de la velocidad de deformación en esa misma zona.
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σcritI - Crit. fractura fra´gil - Ec.(3.9)
σmaxI - Probetas B5d0
σmaxI - Probetas B10d0
σmaxI - Probetas B20d0
Figura 6.41. Condición de fractura frágil para los diferentes espesores de probeta
Se puede observar como a medida que el espesor aumenta, también lo hace
la zona de fractura frágil (tramo entre intersecciones con la representación de la
Ec.(3.11) - línea sólida). Además, debido a la forma ascendente de la Ec.(3.11),
los valores de ˙¯ε para los que se predice la transición frágil-dúctil en el modo
de fallo son muy similares para todos los espesores: desde los 41000 s−1 para
la probeta de menor espesor, hasta los 43000 s−1 aproximadamente para el
espesor mayor. Sin embargo, los valores de velocidades de deformación que
establecen el límite inferior del modo de fractura frágil, sí que se ven altamente
inﬂuenciados por el espesor de la probeta, disminuyendo considerablemente a
medida que dicho espesor aumenta.
Por otro lado, en la Fig.6.42 se recogen los valores de densidad de ener-
gía de deformación máxima en función de la velocidad de deformación en
la zona próxima al extremo de la entalla, para los tres espesores de probeta
considerados.
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W traccrit - Crit. fractura du´ctil
W trac - Probetas B5d0
W trac - Probetas B10d0
W trac - Probetas B20d0
Figura 6.42. Condición de fractura dúctil para los diferentes espesores de probeta
A la vista de la ﬁgura anterior, se puede comprobar como el valor límite de
velocidad de deformación que determina el instante a partir del cual el material
comienza a degradar hasta llegar a romper según un modo de fractura dúctil,
disminuye a medida que el espesor de la probeta aumenta. Dicha disminución
parece menos acusada cuando el espesor de probeta aumenta.
Combinando ahora los datos referidos tanto a las condiciones de fractura
frágil como a las de fractura dúctil, para el espesor de probeta B10, se obtienen
los resultados recogidos en la Fig.6.43.
Figura 6.43. Modos de fractura en función de ˙¯ε para probetas de tipo B10d0
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Se puede observar como el rango para el cual se predice un modo de fractura
frágil se amplía comparado con el de las probetas de espesor menor (Fig.6.40).
El límite inferior de dicho rango se obtiene para una velocidad de deforma-
ción de valor ˙¯ε  7300 s−1 (correspondiente a una velocidad de impacto del
proyectil vimp  17,5m/s), por debajo de la cual se produce una fractura de
tipo dúctil. Dicho valor de velocidad de impacto es muy similar a la obtenida
experimentalmente en Barra Hopkinson con presiones de lanzamiento de valor
P = 2,25 bar, obteniendo que dos de las probetas de espesor B10 ensayadas a
dicha presión rompieron según un modo de fractura frágil y otras tres según
un modo de fractura dúctil.
De modo análogo, en la Fig.6.44 se representan los datos correspondientes a
las probetas de mayor espesor, 20mm (B20).
Figura 6.44. Modos de fractura en función de ˙¯ε para probetas de tipo B20d0
En este caso, al contrario que en los dos espesores inferiores anteriores, sólo
aparece una transición en el modo de fallo para una velocidad de deformación
de ˙¯ε  43100 s−1. La transición dúctil-frágil observada en las probetas de me-
nor espesor, se anula en este caso debido a que la velocidad de deformación
correspondiente al límite inferior del rango de fractura frágil ( ˙¯ε  900 s−1)
se encuentra por debajo de la que determina el inicio de la fractura dúctil
( ˙¯ε  2150 s−1). Tal y como se ha comentado anteriormente, el criterio de frac-
tura frágil es el criterio limitante, por lo que en este caso la fractura dúctil no
llega a producirse; lo cual se conﬁrma a través de los ensayos experimentales
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realizados, en los que las probetas de espesor B20 nunca llegaron a romper de
forma dúctil.
A modo de resumen, se representan de forma gráﬁca en la Fig.6.45 los
rangos de velocidades de deformación para los cuales se predicen los diferentes
modos de fractura, en función de los diferentes espesores analizados.
Figura 6.45. Comparación de los rangos de ˙¯ε que establecen los diferentes modos de
fractura para cada espesor
En la ﬁgura anterior se observan más claramente las dos transiciones ob-
servadas en el modo de fallo del PC, una primera transición dúctil-frágil para
velocidades de deformación medias-altas, y una segunda transición frágil-dúctil
para velocidades de deformación más elevadas. Además se comprueba como a
medida que aumenta el espesor de la probeta, el modo de fractura dúctil se va
reduciendo y el modo de fallo que se hace más predominante es el de fractura
frágil, llegando incluso a producirse la desaparición de la primera transición en
probetas de mayor espesor.
Por lo tanto, a la vista de los resultados anteriores, puede establecerse una
conclusión importante, y es que no existe una velocidad de deformación única
que establezca la frontera entre un modo de fractura frágil y otro dúctil, al
igual que no existe un espesor crítico de probeta que lo haga, sino que es
una combinación de ambos parámetros la que establece la frontera entre los
diferentes modos de fallo observados.
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6.5. Ejemplo de aplicación práctica: impacto balístico
Una vez calibrado y validado el modelo constitutivo y de daño propuesto
en esta Tesis Doctoral, se pretende explorar la viabilidad del modelo en otro
tipo de aplicaciones de interés práctico o industrial.
El caso práctico considerado, el impacto de un fragmento metálico contra la
visera protectora de Policarbonato de un casco de artificiero (EOD), se engloba
dentro del campo de las protecciones personales frente a amenazas balísticas
y explosivas. Se trata de un tema estratégico en Europa debido a la creciente
amenaza de ataques terroristas ocurridos en los últimos años, en los cuales se
ha hecho uso de armas habituales en escenarios bélicos. Por este motivo, es
necesario realizar continuas mejoras en los sistemas de protección personal [125,
126] que utilizan las Fuerzas y Cuerpos de Seguridad del Estado (FFCCSSEE)
y las Fuerzas Armadas (FFAA). El principal requisito que deben cumplir los
sistemas de protección personal es minimizar el daño que puede ser infringido
al usuario por una determinada amenaza externa. Además, es muy importante
que se alcancen unos requisitos de ergonomía y ligereza, de forma que afecte lo
menos posible a la movilidad y comodidad del usuario.
Por todo lo anteriormente expuesto, con este ejemplo práctico se pretende
analizar la aplicabilidad del modelo de daño desarrollado en esta Tesis. En tal
caso, permitiría predecir el comportamiento de la visera de PC ante otro tipo
de amenazas, determinar su rango de utilización segura, e incluso su uso en el
desarrollo de nuevos diseños de protecciones.
6.5.1. Modelo numérico del sistema de protección
La visera analizada forma parte de un casco de artificiero, modelo Med-Eng
EOD 8, como el que se muestra en la Fig.6.46. Dicho modelo está fabricado en
Kevlar, y además de la visera, lleva incorporados un foco en la zona superior, y
un accesorio para la toma de aire en su zona trasera.
El modelo numérico empleado para analizar el comportamiento frente a
impacto de la visera, incluye la propia visera y el proyectil. No se va a incluir el
casco completo por simplicidad, puesto que el objetivo es determinar el límite
balístico de la visera de PC. En futuras simulaciones se considerará todo el
conjunto ya que el modelo del casco completo está también en desarrollo, tal y
como se muestra en la Fig.6.47.
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(a) Vista frontal (b) Vista lateral
Figura 6.46. Casco de artiﬁciero Med-Eng EOD 8
(a) Vista frontal (b) Vista lateral
Figura 6.47. Modelo numérico del casco de artiﬁciero Med-Eng EOD 8
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En la Fig.6.48 se muestra el modelo numérico empleado para el análisis del
límite balístico de la visera de protección de PC.
(a) Vista perspectiva
(b) Vista lateral (c) Vista superior
Figura 6.48. Modelo numérico de visera y proyectil
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Proyectil
En lo referente al proyectil, se trata de un FSP (Fragment Simulating Projec-
tile) de 1,1 g de masa definido según la norma STANAG 2920 (Fig.6.49(a)), el
cual simula un fragmento metálico producido como resultado de una posible
explosión. El FSP está fabricado en acero AISI 4340 y ha sido mallado con un
total de 8395 elementos de tipo C3D8R (Fig.6.49(b)).
(a) FSP real (b) Modelo númerico
Figura 6.49. Proyectil FSP
El comportamiento termoviscoplástico del material del proyectil se ha defi-
nido utilizando el modelo de Johnson-Cook [105], cuya función de endureci-
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Tm − T0 (6.3)
donde ε¯p es la deformación plástica equivalente, ˙¯εp la velocidad de deformación
plástica equivalente y Θ la temperatura absoluta. Para el acero AISI 4340, los
parámetros que aparecen en las Ecs.(6.2) y (6.3) han sido obtenidos de [127] y
se recogen en la tabla 6.15, junto con otras propiedades físicas.
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Tabla 6.15. Propiedades mecánicas del acero AISI 4340 [127]
El coeficiente de Quinney-Taylor que define el porcentaje de trabajo plástico
que es transformado en calor es igual a β = 0,9. La temperatura inicial se ha
fijado en T0 = 293K y la temperatura de fusión en Tm = 775K. Además, el
modelo para el acero tiene en cuenta la relación entre la presión, la densidad y
la energía interna a través de la ecuación de estado de Mie-Grüneisen [118]:
p(ε¯p, ˙¯ε
p










donde ρ es la densidad de referencia, c0 la velocidad del sonido en el material,
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η es la deformación volumétrica nominal (definida como η = 1− ρ0/ρ, siendo
ρ la densidad actual), Γ0 es una constante material, Em la energía interna por
unidad de masa, y s es una constante en la ecuación de estado hidrodinámica de
Mie-Grüneisen. Los valores de los parámetros pertenecientes a dicha ecuación
de estado se han obtenido de [128].
Visera
La visera considerada posee un espesor de 21mm, siendo el límite balístico
proporcionado por el fabricante de 780m/s [129]. En cuanto al mallado de la
misma, está formado por 110398 elementos de tipo C3D8R (Fig.6.50), imponien-
do como condiciones de contorno el empotramiento de las zonas marcadas en
la Fig.6.51.
Figura 6.50. Mallado de la visera
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Figura 6.51. Condiciones de contorno en la visera
6.6. Resultados obtenidos
Los resultados obtenidos en cuanto al cálculo del límite balístico de la visera
se muestran en la Fig.6.52:
720 760 800 840 880























Figura 6.52. Resultados obtenidos para el límite balístico de la visera de PC
En la imagen anterior se representa la velocidad residual de salida del
proyectil Vr, frente a la velocidad de impacto Vi. Estos datos han sido ajustados
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mediante una regresión de mínimos cuadrados de acuerdo a la ecuación de
Lambert-Jonas [130]:
V pr = A(V
p
i − V p50) (6.5)
donde A y p son coeficientes de regresión, y V50 es el valor del límite balístico,
definido como la velocidad a la cual el proyectil perfora el objetivo el 50 % de
las veces. Se puede comprobar como el límite balístico predecido por el modelo
numérico, V50 ' 773m/s, es muy similar a los 780m/s proporcionados por el
fabricante [129], cometiéndose un error de apenas un 0,9 %.
El mecanismo de fallo del material de la visera es de tipo dúctil, no llegando
a alcanzarse en ningún caso el valor de tensión principal máxima crítica que
daría lugar a un modo de fractura frágil. Los elementos de la zona externa
de la visera (los que primero entran en contacto con el proyectil) rompen al
alcanzar el valor de densidad de energía de deformación a fractura a compresión
W compfrac = 170MJ/m
3, mientras que los de la parte trasera de la misma se
eliminan al alcanzar el valor límite a tracción W tracfrac = 70MJ/m
3.
En la Fig.6.53 se puede observar la secuencia del impacto del proyectil a
una velocidad de 770m/s, por debajo del límite balístico del PC de la visera de
protección. En este caso el proyectil se detiene antes de atravesar la visera por
completo.
Por el contrario, en la Fig.6.54 se puede observar la secuencia del impacto
del proyectil a una velocidad de 790m/s, por encima del límite balístico, pu-
diéndose comprobar como en este caso el proyectil atraviesa por completo la
visera.
Por lo tanto, a la vista de los resultados obtenidos, se ha podido comprobar
como el modelo reproduce de manera fiel un caso práctico de impacto, dejando
de manifiesto la robustez del modelo de daño desarrollado.
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(a) t = 4µs (b) t = 12µs (c) t = 20µs
(d) t = 100µs (e) t = 150µs (f) t = 200µs
(g) t = 250µs (h) t = 400µs (i) t = 500µs
Figura 6.53. Secuencia de impacto a vimp = 770m/s, por debajo del límite balístico
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(a) t = 4µs (b) t = 12µs (c) t = 20µs
(d) t = 100µs (e) t = 150µs (f) t = 200µs
(g) t = 250µs (h) t = 400µs (i) t = 500µs




Conclusiones y Trabajos Futuros
En este capítulo se recogen las conclusiones más relevantes que pueden ser
extraídas de la presente Tesis Doctoral, así como algunas de las futuras líneas
de investigación que se podrían abordar.
7.1. Conclusiones
En esta Tesis Doctoral se ha formulado un modelo de comportamiento para
materiales polímeros de uso estructural, que incluye la relación constitutiva del
material y el criterio de daño.
Desde el punto de vista del comportamiento en fractura, los polímeros de
uso estructural pueden presentar una transición en el modo de fallo que puede
llegar a ser crítica durante su vida den servicio. Por este motivo, se ha formu-
lado un modelo de daño propuesto independiente del modelo constitutivo
considerado, que recoge la competición entre dos criterios de fallo, uno frágil
y otro dúctil, que actúan de forma simultánea. El criterio de fallo frágil es un
criterio de daño local basado en la tensión principal máxima, mientras que
el criterio de daño dúctil establece la degradación del material a partir de la
densidad de energía de deformación del mismo.
El modelo ha sido implementado en un código comercial de elementos
finitos mediante una subrutina de usuario de tipo VUMAT, y ha sido calibrado
para Policarbonato, ya que dicho polímero presenta transición en el modo de
fallo de forma natural, empleando resultados experimentales disponibles en la
literatura científica.
El PC utilizado ha sido sometido a una campaña experimental de caracteri-
zación mecánica para la verificación de sus propiedades, con ensayos a distinta
velocidad de deformación (empleando máquina universal de ensayos, Barra
Hopkinson y de tracción dinámica). Además se ha utilizado un sistema de
videocorrelación digital (DIC) que permite mejorar los resultados obtenidos
mediante bandas extensométricas.
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La calibración del modelo de daño se ha realizado mediante resultados de la
literatura científica, en los que se apreciaba un punto de transición en el modo de
fallo (frágil-dúctil), utilizando para ello un modelo numérico termoviscoplástico
tridimensional completo.
Posteriormente, se han realizado ensayos de flexión dinámica en tres puntos
en Barra Hopkinson modificada, en probetas de PC de diferentes espesores y
excentricidades de entalla inicial, que han sido también reproducidos mediante
simulaciones numéricas que consideran el modelo completo. Estos ensayos
han permitido validar el modelo propuesto, ya que la capacidad predictiva
del modelo se ha contrastado satisfactoriamente, obteniéndose una buena
comparación de resultados.
Se ha conseguido predecir la transición observada en el modo de fallo, en
función de la velocidad de deformación y del espesor de la probeta considerada.
A velocidades próximas a la velocidad de transición, la competencia entre
los distintos mecanismos de fallo permite destacar la importancia del carácter
tridimensional del problema. Se aprecia como el espesor de la probeta afecta a
la entrada en juego de ambos modos de fallo, pudiendo predecir la coexistencia
de ambos según el plano del espesor considerado, y la dominancia final de uno
(frágil) frente a otro (dúctil).
El criterio de daño propuesto se ha demostrado independiente del tipo de
ensayo realizado, siempre que se mantenga el espesor de las probetas ensayadas.
Además, se ha comprobado que no se puede hablar de forma independiente de
valores de velocidad de deformación y de espesor límites, que establezcan la
frontera entre los modos de fractura frágil y dúctil, sino que es una combinación
de ambos parámetros la que establece la transición entre los dos modos de fallo
observados.
Se han observado dos transiciones en el modo de fallo. Una primera transi-
ción dúctil-frágil para velocidades de deformación medias y espesores medios-
bajos, evidenciada experimentalmente en los ensayos de flexión en tres puntos.
Y una segunda transición frágil-dúctil, producida a velocidades de deformación
más elevadas y con menor dependencia del espesor considerado, y evidenciada
en los ensayos de impacto asimétrico sobre probetas planas con entalla simple




Como futuras líneas de investigación continuación de la presente Tesis
doctoral, se pueden establecer las siguientes:
• Combinar el modelo de daño con otros modelos constitutivos, como
pueden ser los de Ghorbel, Raghava o Burzynski-Torre.
• Analizar la posible dependencia con la velocidad de deformación de los
parámetros que gobiernan el criterio de fallo dúctil, Wcrit y Wfrac.
• Implementar un comportamiento constitutivo del material que considere
el ablandamiento post-plastificación observado para el tipo de material
estudiado.
• Desarrollar una metodología experimental capaz de abarcar todo el rango
de velocidades de deformación necesario para verificar la existencia de
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